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5Validierung des nichtlinearen Verformungsverhaltens von
großen Einkristall-Gasturbinenschaufeln aus CMSX-4
Thomas Steinhaus
Die angestrebten Gaseintrittstemperaturen von großen stationären Gasturbinen liegen bei
über 1300°C, wobei die mittlere Werkstofftemperatur der Schaufeln der ersten Reihen
von über 1050°C langfristig erreicht werden muß. Nur hochlegierte einkristalline
Superlegierungen haben die notwendigen Kriech- und Ermüdungsbeständigkeiten.
Einkristalline Laufschaufeln weisen eine starke Anisotropie in Bezug auf ihre
mechanischen Eigenschaften auf und unterliegen, insbesondere durch komplexe
Kühlsysteme, mehrachsigen Beanspruchungen. Infolgedessen erfordert die Abschätzung
der Lebensdauer des Bauteils mehrachsig formulierte Stoffgleichungen. Die Instabilität
des Gefüges während der Betriebszeit modifiziert das Verformungsverhalten des Bauteils
und muß deshalb bei der Auslegung mit berücksichtigt werden.
Zur Modellierung des anisotropen viskoplastischen Verformungsverhaltens von
einkristallinen Bauteilen aus Superlegierungen, unter Berücksichtigung der
mikrostrukturellen Alterung, wurde am IWV2 ein viskoplastisches Potential für
strukturmechanische Untersuchungen von großen innengekühlten, stationären
Gasturbinenschaufeln konzipiert. Dieses Potential ähnelt dem orthotropen Hill’schen
Potential, dessen Anisotropiekoeffizienten mit den Kantenlängen der γ’-Teilchen
verknüpft werden. Bleiben die γ’-Teilchen würfelförmig, wie z. B. unter
Kriechbeanspruchungen bei niedrigen Temperaturen (T<850°C), ähnelt das Potential dem
kubischen Hill’schen Potential. Wachsen die γ’-Teilchen zusammen, ändern sich mit
ablaufender Floßbildung die inelastischen Eigenschaften kontinuierlich. Die mehraxiale
Überprüfung des Modells wurde anhand von Kriechversuchen an großen gerichtet
erstarrten Modellschaufeln aus CMSX-4 durchgeführt.
Die rechnerische Analyse der Schaufel fand mit Hilfe des Finiten-Elemente-Programms
ABAQUS, in dem das mikrostrukturabhängige Werkstoffmodell implementiert wurde,
statt. Verwendet wurde eine zweidimensionale Netzstruktur. Die Implementierung des
Werkstoffmodells in ein FE-Programm erfordert eine numerische Aufbereitung der
konstitutiven Gleichungen. Sie muß unter Betrachtung von Schnittstellendefinitionen des
vorliegenden FE-Codes durchgeführt werden.
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7Validation of the non linear deformation behaviour of the big
single crystal gasturbine blade CMSX-4
Thomas Steinhaus
The achievement of high efficiency in large-based stationary gas turbines for electric
power generation requires increased gas temperatures. Gas temperatures higher than
1300°C can only be handled using air cooled structures to keep the metal temperatures
below 1000°C. Only single crystal superalloys have the required creep strength and
thermo-mechanical fatigue resistance. Single crystal blades exhibit a highly anisotropic
deformation behaviour and are subjected to triaxial stress fields induced by complex
cooling systems. Consequently the prediction of their deformation behaviour requires
constitutive equations based on multiaxial formulations. The microstructural evolution of
γ/γ’ superalloys during the service time modifies the material properties and has therefore
to be taken into account in the constitutive equations.
For the modelling of the anisotropic, viscoplastic behaviour of single crystal blades where
the evolution of the microstructure has also to be considered. The microstructural
dependant constitutive equations are discussed for a structural analysis of a big single
crystal model blade. The orthotropic Hills potential, whose anisotropy coefficients are
connected to the edge length of the γ’-particles, is applied. If the shape of γ’-particles
remain cubic, for example, in creep testing at low temperatures (up to about 850°C), the
microstructure-dependent potential leads to the cubic version of the Hills potential. For
the multiaxiale confirmation of the model, experiment with internally single crystal model
blades were carried out. The prediction is in good agreement with creep results for
<001>-orientated specimens. If the γ’-particles coalesce to form rafts, the viscoplastic
response of the superalloy is continuously modified.
For the mathematical analysis the constitutive equations were implemented into the
Finite-Elemente-Code ABAQUS. A two dimensional mesh was used. The
implementation of the model in Finte-Element-Codes requires a numerical treatment of
the constitutive equations with respect to the given interface of the used code.
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1  Einleitung und Problemstellung
1.1  Einleitung
Der elektrische Energieverbrauch pro Kopf ist in den letzten Jahren stetig gestiegen und
wird in Zukunft noch stärker wachsen. Als wichtige Faktoren, die hierfür verantwortlich
sind, lassen sich vor allem die wachsende Weltbevölkerung, sowie die weiter steigende
Industrialisierung, insbesondere in den Schwellen- und Entwicklungsländern, festmachen.
Die Energie, die hierfür benötigt wird, wird aus verschiedenen Ressourcen gewonnen.
Fossile Brennstoff werden auch in Zukunft die wichtigste Rolle spielen, wie aus der
Abbildung 1.1 zu erkennen ist. Ein Anstieg/Zuwachs ist auch in den Wasserkraftwerken
und Kerntechnischen Anlagen zu erwarten. Wind- und Solarenergie spielen hingegen in
dem betrachteten Zeitraum eine untergeordnete Rolle.
Abbildung 1.1: Quellen der Weltenergie [1]
Eine Anlage zur Erzeugung elektrischen Stroms ist die Gasturbine. Die Entwicklung der
Gasturbine setzte 1940 ein. Die Leistung erreichte damals 4,5MW bei einem
Wirkungsgrad von 20%. Die Gasturbine wandelt durch die Verbrennung des Gases die
freiwerdende chemische Energie in mechanische Energie, und der Generator die Energie
der Hauptwelle in elektrische Energie um. Die Gasturbine besteht im wesentlichen aus
drei Baugruppen: dem Verdichter, der Brennkammer und der Turbine. Im Verdichter wird
die Außenluft angesaugt und in mehreren Stufen komprimiert und z.B.auf das 26-fache
verdichtet. In der Brennkammer wird der verdichteten Luft-Brennstoff zugemischt und
gezündet. In der eigentlichen Gasturbine wird das Verbrennungsgas über mehrere Stufen
entspannt. Jede Stufe besteht aus zwei Schaufelreihen, nämlich der Leitschaufel, welche
am Stator befestigt sind und den rotierenden Laufschaufeln, die am Rotor angeordnet
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sind. Das Heißgas versetzt nun über mehrere Reihen von Leit- und Laufschaufeln die
Turbine (Welle) in Rotation und treibt gleichzeitig den Verdichter an.
Im nachfolgenden wird nur die Gasturbine weiter besprochen und behandelt.
Der heutige Stand der Technik auf dem 50-Hz-Markt ist durch einen Leistungsbereich um
250-300 MW und einen Wirkungsgrad von 34 % gekennzeichnet. Höhere
Wirkungsgrade, die mit den auf Basis des herkömmlichen Dampfkraftprozesses
arbeitenden Kraftwerken realisiert werden können, sind mit erdgasbefeuerten Gas- und
Dampfturbinenprozessen (GuD-Prozesse) möglich. Diese werden heutzutage auch im
Mittel- und Grundlastbereich gefahren und nicht wie bisher nur im Spitzenlastbereich.
Der größte Teil der Wärmeenergie der Gasturbinenabgase wird in einem
nachgeschalteten, ungefeuerten Abhitzedampferzeuger genutzt. Der erzeugte überhitzte
Dampf wird in einem Dampfturbosatz entspannt. Durch die thermische
Hintereinanderschaltung von Gasturbine und Dampfkraftanlage kann somit das
verfügbare Temperaturgefälle zwischen Wärmequelle und Umgebung weitgehend
ausgenutzt werden. Zur optimalen Ausnutzung der Abwärme wird im
Abhitzedampferzeuger außerdem das Kondensat vorgewärmt. In einem solchen GuD-
Kraftwerk kann derzeit ein Wirkungsgrad in der Größenordnung von 58-60% erreicht
werden. Durch weitere Steigerung der Turbineneintrittstemperatur von 1130°C auf
1250°C und Absenkung des Kondensatordrucks von 0,046 bar auf 0,036 bar, können
noch höhere Wirkungsgrade erreicht werden, zukünftig bis hin zu 62 % [2]. Heute
erreichbare Parameter sind in Tabelle 1 aufgeführt.
Inbetriebnamejahr
Nettoleistung
Netto-Anlagenwirkungsgrad
Gasturbine
GT-Wirkungsgrad im Solobetrieb
Abgastemperatur
Dampfturbine
HD-Dampfmassenstrom
Speisewassertemperatur
Frischdampfzustand
HZÜ-Dampfzustand
HD/ZÜ-Druckverlust
HD-Dampfmassenstrom
Kühlwassertemperatur
1998
356MW
58,0%
ca. 233MW
36,2%
615°C
ca. 123MW
1805 t/h
236°C
155,3/539,5 bar/°C
39/529 bar/°C
42,5/2,5 bar/bar
262,8 t/h
19°C
Abbildung 1.2: Daten eines GuD-Kraftwerk [2]
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In Abbildung 1.2 sind unterschiedliche Technologien zur Stromerzeugung dargestellt,
deren Wirkungsgrad jeweils mit der Leistung ansteigt. Die Abbildung zeigt, daß mit den
heutigen GuD-Kraftwerken der höchste Wirkungsgrad, gegenüber anderen
Stromerzeugern erzielt wird.
Abbildung 1.3: Entwicklungsrichtung der Stromerzeugung [2]
(KWK=Kraft Wärme Kopplung, WSF=Wirbel Schicht Feuerung)
Mit steigender Gasturbineneinlasstemperatur hat sich der Wirkungsgrad in den letzen 40
Jahren verdoppelt. Dies ist zum einen auf die verbesserten Hochtemperaturmaterialien
zurückzuführen und zum anderen auf die verbesserten Kühlsysteme der Hochtemperatur
belasteten Komponenten, wie Brennkammerbauteile und Gasturbinenschaufeln. In
Abbildung 1.4 ist eine Gasturbine dargestellt, die im Werk montiert wird und einen Blick
auf Verdichter, Brennkammer und Beschaufelung ermöglicht.
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Abbildung 1.4: Gasturbine [3]
Die Gaseintrittstemperaturen können bis zu 1400°C betragen und müssen von den
Komponenten ertragen werden. Diese hohen Temperaturen im Schaufelbereich werden
u.a. durch den Einsatz von gekühlten Komponenten aus einkristallin erstarrten Nickel-
Basis Legierungen, wie z. B. CMSX-4, erreicht. Solche Legierungen erlauben die
Beherrschung hoher Metalltemperaturen, die kurzfristig um die 1050-1100°C liegen
dürften. Eine weitere Maßnahme, die Metalltemperaturen zu begrenzen, ist das Auftragen
von Wärmedämmschichten auf die Schaufel, um höhere Einlasstemperaturen zu
gewährleisten.
1.2  Problemstellung
Einkristalline Turbinenschaufeln wurden zunächst für Fluggasturbinentriebwerke
entwickelt und eingesetzt. Flugturbinenschaufeln sind hohen mechanischen Belastungen
durch Zentrifugal- und Biegekräfte bei Metalltemperaturen von 1100°C, sowie den
Temperaturwechseln bei Start und Landung ausgesetzt. In Fluggasturbinentriebwerken
werden einige hochbelastete Komponenten für eine hohe zulässige
Verdichter
Ringbrennkammern
Gasturbine
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Belastungszyklenanzahl (20000 Zyklen), aber eine begrenzte Betriebsdauer (1000
Stunden) ausgelegt. Die Lebensdauer stationärer Gasturbinenschaufeln sollte aber 50000
Stunden Betriebszeit bei begrenzter zyklischer Belastung (3000 Zyklen), betragen [4].
Die zu realisierende Größe der Bauteile, die bei der Umsetzung von der
Herstellungstechnologie von einkristallinen Turbinenschaufeln aus der Luftfahrt in den
Bereich der Gasturbinen zur Energieerzeugung auftritt, stellt für die Herstellungsmethode
eine besondere Herausforderung dar. In den stationären Gasturbinen werden deutlich
größere Turbinenschaufeln eingesetzt als in Flugtriebwerken. Das Upscaling der
geforderten größeren Bauteilabmessungen ist wesentlich komplizierter und dadurch auch
schwieriger zu realisieren, als bei kleinen Turbinenschaufeln für Flugantriebswerke.
Deshalb wurde die Einkristalltechnologie viel später bei den stationären Gasturbinen
eingesetzt, als bei den Flugantriebswerken. Aus diesem Grund werden spezielle
Forschungsprogramme von der Gasturbinenindustrie gefördert. In Europa vereinen
Gasturbinenbetreiber, Forschungsinstitute verschiedener Länder, sowie die Europäische
Gemeinschaft ihre Bemühungen unter anderem, im Rahmen der COST 501-Programme.
Für die einkristallinen Bauteile wurde die Aktion WP14.2 “Advanced Single Crystal
Components” geschaffen. Diese nun abgelaufenden Programme werden im neuen COST-
522-Programm sinngemäß mit ähnlicher Zielsetzung fortgesetzt.
Die mechanische Beanspruchung der Laufschaufeln ergibt sich durch eine Überlagerung
der Fliehkräfte, sowie die hoch- und niederfrequentierte Schwingungsbeanspruchungen.
Um einen Bruch der rotierenden Turbinenschaufel zu vermeiden, werden Laufschaufeln
gegen 1% bleibende Dehnungen ausgelegt. Hohe Sicherheitsfaktoren sind nötig, da ein
Versagen der Schaufel zu erheblichen Schäden führen kann. Durch die Herabsetzung der
Sicherheitsfaktoren müssen bessere Kenntnisse und Einschätzungen bezüglich des
Alterungsverhaltens der Werkstoffe bekannt sein. Die experimentellen Daten, die von
einem Betreiber benutzt werden, stammen meist aus Versuchen unter betriebsnahen
Bedingungen.
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Abbildung 1.5: Leitschaufel der neuesten Gasturbinengeneration [5]
Um nun eine optimierte Auslegung für die Turbinenschaufel zu erreichen, wird neben den
experimentellen Daten versucht, mit Hilfe von Werkstoff-Modellen, die Antwort der
Werkstoffe im Bauteil auf die zu erwartenden Betriebsbelastungen zu finden. Der Vorteil
einer Simulation ist, daß man sie schnell wiederholen kann und daß sie in sehr kurzer Zeit
Ergebnisse liefert, jedoch auf Modellen beruht, die erst mit Versuchsergebnissen validiert
werden müssen.
Für einkristalline Superlegierungen mit hohem γ‘-Volumenanteil (70%) wachsen die
kubischen γ‘-Ausscheidungen bei niedrigen Belastungen und hohen Temperaturen
gerichtet, zu den sog. „Flößen“ zusammen. Die Flöße werden als Quaderteilchen
modelliert, wobei δ1  die Länge, δ2  die Breite und δ3  die Dicke der Flöße darstellen. Mit
der kontinuierlichen Entwicklung der Flöße wird angenommen, daß die mikroskopischen
anisotropen Eigenschaften des Werkstoffs dem Gefügezustand entsprechend modifiziert
werden. Wie wichtig die Floßbildung für das mechanische Verhalten ist, wird in
Abbildung 1.6 deutlich.
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Abbildung 1.6: Vergleich zwischen vorhergesagten und der experimentellen
Kriechkurven bei 950°C [6]
So gibt es bei Berechnungen mit und ohne Berücksichtigung der Floßbildung große
Unterschiede in den Ergebnissen. Diese Veränderung der Mikrostruktur soll mit Hilfe des
mikrostrukturabhängigen Modell berücksichtigt werden. Das Modell ist ein
viskoplastischer Ansatz, der lediglich das primäre und sekundäre Kriechen beschreibt.
Das bedeutet, daß das Modell keine innere Variable zur Beschreibung der Schädigung
enthält.
Das Ziel dieser Arbeit besteht in der Abschätzung der bleibenden Verformung, unter
Berücksichtigung der Werkstoffgeschichte und des Belastungshistrogramms [7]. Es
werden der Zusammenhang zwischen Mikrostruktur und Verformungseigenschaften
einkristalliner Superlegierungen diskutiert. Die Auswertung der vorhandenen Literatur
sowie eigene experimentelle Untersuchungen sollen Informationen über die unter
Betriebsbedingungen wirkenden Verformungsmechanismen liefern. Daraus werden
Annahmen zur Formulierung von mikrostrukturabhängigen Stoffgleichungen zur
Beschreibung des inelastischen Verhaltens abgeleitet.
Da einkristalline Superlegierungen ein stark anisotropes Verformungsverhalten
aufweisen, müssen Ansätze dreidimensional ausgedrückt werden. Einen Überblick über
das breite Spektrum der vorhandenen Modellansätze wird diskutiert. Die Vorhersagen
werden bezüglich der Anisotropie ausführlich erörtert. Daraufhin werden die
selbstentwickelteten dreidimensionalen Stoffgleichungen des mikrostrukturabhängigen
Modells vorgestellt und deren temperaturabhängige Werkstoffkonstanten ermittelt.
Es sollen Berechnungen für große <001>-orientierte, innengekühlte Einkristallschaufeln
bei höchsten Anwendungstemperaturen durchgeführt werden. Die Gleichungen des
Modells, werden in das FEM-Programm ABAQUS implementiert. Die Eingabe der
1 Einleitung und Problemstellung
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Formulierungen erfolgt über eine UMAT-Routine, die einer der wissenschaftlichen
Schwerpunkte dieser Arbeit ist. Das Modell soll auf ein 2D-vernetztes Teil der
Modellschaufel („Element constant strain“) angewendet werden.
Unterstützt wurde die Arbeit durch den Sonderforschungsbereich SFB 370 „Integrative
Werkstoffmodellierung“ [8]. Der SFB 370 fördert die durchgängige Modellierung der
Prozeßabläufe und Eigenschaftsänderungen eines Werkstoffs in der Fertigungslinie vom
Rohstoff bis zum Bauteil. Insbesondere für Turbinenschaufeln werden die
metallphysikalischen Vorgänge der Erstarrung, sowie der thermischen Behandlung, die
das Gefüge im Werkstück beeinflußen, kontinuierlich simuliert und es findet eine
Weitergabe der Modellierungsdaten an die Bauteilprüfung statt. Bauteilversuche zeigen
komplexe ortsabhängige Verformungszustände, die lediglich mit strukturmechanischen
Analysen abgeschätzt werden können. Als Beitrag zu einer lückenlosen Simulation
zwischen den Fertigungsstufen und der Inbetriebnahme einer Turbinenschaufel strebt
diese Arbeit an, gefügeabhängige Stoffgleichungen in das FEM-Programm ABAQUS zu
implementieren, die die im Betrieb auftretenden Verformungen und Belastungen des
Bauteils beschreiben können. Zudem werden einkristalline, innengekühlte
Modellschaufeln aus der Superlegierung CMSX-4 gefertigt und anschließend unter
betriebssimulierten Bedingungen geprüft.
2 Grundlagen
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2  Grundlagen
2.1  Anforderung an den Strukturwerkstoff
Für die höchstbelastete Komponente einer Gasturbine sind Werkstoffe gefragt, die bei
höchsten Arbeitstemperaturen höchste Zeitstandfestigkeit aufweisen, d.h. sich über lange
Betriebszeiten nicht bleibend verformen. Neben den Nickelbasis-Superlegierungen besitzt
keine andere Werkstoffklasse diese Hochtemperatureigenschaften, um dieses Ziel zu
erreichen. Unter dem Begriff Superlegierung versteht man Ni-(Cr,Co,Fe)-Legierungen,
die über die γ‘-Ausscheidung ausgelöst sind. Diese besitzen außergewöhnliche
Zeitstandfestigkeiten im Vergleich zu den austenitischen Stählen. Die erste Legierung, die
entwickelte wurde, war der Nimonic 80 in den 40er Jahren. Ihre Entwicklung lief in
engem Zusammenhang mit derjenigen von Gasturbinentriebwerken der Luftfahrt. Diese
ersten schmiedbaren Superlegierungen enthielten bereits die festigkeitssteigende γ‘-
Ausscheidungsphase. In den 60er Jahren gelang durch das Vakuum-Feingußverfahren ein
weiterer Fortschritt, der das Zulegieren oxidationsempfindlicher Metalle in mehreren
Gew.% erst ermöglichte. Solche Superlegierungen werden nicht nur im Gasturbinenbau
eingesetzt, sondern finden heute auch in anderen Technologien, wie z.B: in
Kernkraftwerken, in der Raumfahrt und in der Petrochemie ihre Anwendung. Den
gesteigerten Bedarf von Superlegierungen in Kombikraftwerken sieht man in Abbildung
2.1. Das heutige Ziel in der Entwicklung von stationären Gasturbinen sind große
Einheiten bis zu 300 MW und größer.
Abbildung 2.1: Steigerung des Verbrauches von Superlegierung in GUD-
Kraftwerken [9]
Die herausragenden mechanischen Eigenschaften verdanken die Nickelbasis-
Superlegierungen vor allem der Optimierung der Mikrostruktur. Einkristalline
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Nickelbasis-Superlegierungen können höchste thermische und mechanische Belastungen
überstehen und werden daher in der ersten Reihe der Turbinen-Laufschaufeln eingesetzt.
So verfügen diese Werkstoffe noch bei Temperaturen oberhalb von 80% ihrer
Schmelztemperaturen aussreichende Festigkeiten. Zentrifugalkräfte stellen eine
mechanische Belastung dar und führen zu einer bleibenden Verformung (Kriechen). Für
die Auslegung sind die Auswirkungen zyklischer Belastung von großer Bedeutung. Diese
resultieren hauptsächlich aus der thermomechanischen Ermüdung, deren Zyklus aus dem
An- und Abfahren, sowie der Leistungsänderung einer Turbine bestimmt wird. Da die
Gastemperatur mit der Gasexpansion entlang der verschiedenen Stufen der Turbine
abnimmt, werden die am höchsten belasteten Leit- und Laufschaufeln der ersten Reihe als
kritische Komponenten gesehen. Neben dem Verbrauch der zulässigen Betriebszeit durch
Kriechvorgänge, einschliesslich der thermisch bedingten Alterungsvorgänge, müssen
während der Betriebszeit ablaufende chemische Reaktionen, wie z. B. Oxidation und
Heißgaskorrosion, bei der Auslegung in Betracht gezogen werden.
Im Zeitraum der letzten 50 Jahre ergibt sich pro Jahr eine durchschnittliche Erhöhung der
Turbineneintrittstemperatur um 10 °C; in den letzten 20 Jahren zum Vergleich beträgt die
durchschnittliche Erhöhung etwa 15 °C pro Jahr [10]. Bedenkt man, daß eine
Temperaturerhöhung von 50 °C die 10000-Stunden-Zeitstandfestigkeit, der im
Turbinenschaufelbau eingesetzten Superlegierung IN738LC bei Temperaturen oberhalb
800 °C etwa um die Hälfte verringert, läßt sich ermessen, wie erforderlich die
Entwicklung neuer hochwarmfester Werkstoffe in diesem Bereich war und ist.
2.2  Zusammensetzung von Superlegierungen
2.2.1 Legierungselemente
Bei den Nickelbasislegierungen handelt es sich um zweiphasige Legierungen, die aus den
beiden Phasen γ und γ‘ bestehen. Die γ-Matrixphase ist eine mischkristallgehärtete,
kubisch flächenzentrierte Phase, deren Hauptbestandteil Nickel ist. Die chemische
Zusammensetzung von CMSX-4 ergibt sich aus einem Kompromiß zwischen
Anforderungen, die nicht nur auf den Betriebsbedingungen, sondern auch auf dem
Herstellungsverfahren einkristalliner Schaufeln, sowie auf den damit beruhenden
Produktionskosten. Aus einer optimierten Zusammensetzung, unter Berücksichtigung des
Fertigungsprozesses, ergeben sich metallkundliche Merkmale, die den Werkstoff
charakterisieren und die gestellten Anforderungen erfüllen.
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Nach einer mehrstufigen Wärmebehandlung (Kap. 2.5.4) wird die γ‘-Phase in einer
periodischen Anordnung ausgeschieden. Sie besitzt eine geordnete, kubisch-
flächenzentrierte L12-Kristallstruktur (Cu3Au). Diese Zusammensetzung ist nahe der
Ni3(Al,Ti) Struktur. Die Aluminiumatome können durch die anderen γ‘-bildenden
Elemente wie Titan, Niob und Tantal auf den Flächenmitten der γ‘-Elementarzelle
substituiert werden. Bei Legierungsentwicklungen wurden in den letzten Jahren immer
höhere Anteile der γ‘-Phase erreicht, welche heute bei bis zu 79% liegen können. Die
Hauptlegierungselemente sind Ni, Cr, Co, Mo, Al, Ti und Ta. Bei besonders hohen
Einsatztemperaturen werden die Elemente Wolfram und Rhenium dazu legiert. Diese
Elemente bewirken, zum einen eine starke Mischkristallhärtung, und zum anderen, daß
die γ‘/γ-Mikrostruktur gegen Vergröberung stabiler wird. Die Folge sind verbesserte
mechanische Eigenschaften. Diese Legierungselemente haben allerdings den Nachteil,
daß sich die Dichte der Legierung erhöht und die Neigung zur Bildung von
unerwünschten spröden Phasen besteht [11]. Die Korrosions- und
Oxidationsbeständigkeit wird insbesondere durch Chrom und Aluminium verbessert.
Kobalt verbessert die Stabilität der γ‘-Phase und verringert ihre Löslichkeit.
Die Legierung CMSX-4, die in dieser Arbeit verwendet wurde, wurde von der Firma
Cannon-Muskegon entwickelt. Dabei steht SX für Single Cystalline.
2.2.2 Dendritenstruktur
Zur Herstellung von einkristallinen  Turbinenschaufel bzw. von Laborstabproben im
Vakuum-Feingußverfahren (Kapitel 2.4.1), wird die Abkühlgeschwindigkeit der
Schmelze so gewählt, daß sie dendritisch erstarrt [12]. Durch den unterschiedlichen
Verteilungskoeffizienten der verschiedenen Legierungselemente, ergeben sich in der
Schmelze und im Festkörper Seigerungen, d.h. An- und Abreicherungen der
Legierungsbestandteile in den Dendriten und Interdenritischen Bereichen [13,14]. Von
vorrangiger Bedeutung für das mechanische Verhalten, ist der Abstand von den
Primärdendriten. Dieser beeinflußt auch die Homogenisierung während der
Wärmebehandlung. Der Abstand zwischen den Primärdendriten beträgt 0,3mm-0,5mm.
Abbildung 2.2 zeigt exemplarisch die Sekundärdendriten für die Legierung CMSX-4.
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Abbildung 2.2: Dendritengefüge der Superlegierung CMSX-4 nach der Erstarrung
2.3   Entwicklung der Ni-Basislegierung-Superlegierungen
Wie schon erwähnt brachte die Weiterentwicklung der Gießverfahren (Vakuum-
Feingußverfahren) deutlich Fortschritte bei den Ni-Basislegierung-Superlegierungen. So
wurden ab Mitte der 60er Jahre die ersten gerichtet erstarrten stengelkristallinen Bauteile
entwickelt, bei deren Kontrolle durch die Abzugsgeschwindigkeit und Einstellen eines
definierten Temperaturgradienten zwischen der Schmelze und dem Bauteil die einzelnen
Körner durch das Material wachsen konnten. Die Körner sind parallel zur Schaufelachse
ausgerichtet. Dadurch werden senkrecht zur Belastungsrichtung liegende Korngrenzen
vermieden, die einen wesentlichen Anteil an Kriechschädigung hervorrufen.
Der nächste Schritt bei der Weiterentwicklung führte zu gerichtet erstarrten
einkristallinen Turbinenschaufeln, bei denen keine Korngrenzen mehr vorhanden sind
und somit auch auf die korngrenzverfestigten Elemente verzichtet werden konnte, was die
Zusammensetzung der Legierung letztlich vereinfachte. Hiedurch wurden in der
Legierungsentwicklung neue Wege offen, die Standzeiten sowie Festigkeiten der Ni-
Basislegierung-Superlegierungen weiter erhöhten. In Abbildung 2.3 sieht man Beispiele
für die unterschiedlichen Gefüge der Kornstruktur von gleichachsigen, gerichtet
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erstarrten, stengelkristallinen und einkristallinen Turbinenschaufeln als schematische
Darstellung.
Abbildung 2.3: Gefügestruktur von gleichachsig, gerichtet und einkristallin
erstarrten Turbinenschaufeln
Die Weiterentwicklung der letzten Jahre führte bei den einkristallinen Superlegierungen
zu Klassen, die sich wie folgt in ihrer chemischen Zusammensetzung unterscheiden.
Alloy Cr Al Ti Ta W Mo Co Re Hf others
SRR99 8.0 5.5 2.2 3.0 10 - 5 - - Nb 0.7
CMSX-2 8.0 5.6 1.0 6.0 8.0 0.6 4.6 - - -
AM3 8.1 6.0 2.0 3.5 5.0 2.3 5.5 - - -
Alloy 185 - 6.8 - - 6.0 14.0 - - - C0.04
PWA 1480 10.0 5.0 1.5 12.0 4.0 - 5.0 - - -
MC2 8.0 5.0 1.5 6.0 8.0 2.0 5.0 - - -
CMSX-6 10 4.8 4.7 2.0 - 3.0 5.0 - 0.09 -
First
Generation
Polykristall Stengelkristall Einkristall
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Alloy Cr Al Ti Ta W Mo Co Re Hf others
CMSX-4 6.4 5.5 0.9 6.3 6.2 0.5 9.3 2.8 0.07 -
RR 2000 10 5.5 4 - - 3 15 V 1.0
PWA1484 5.0 5.7 - 8.7 5.9 1.9 10.0 3.0 0.1 -
CMSX-10 2 5.7 0.2 8 5 0.4 3 6 0.03 Nb 0.1
CMSX-10M 2 5.78 0.2
4
8.2 5.4 0.4 1.7 6.5 0.03 Nb 0.08
Rene N6 4.2 5.75 - 7.2 6 1.4 12.5 6 0.15 C 0.05, B
0.004
Y 0.01
TMS-80 2.9 5.8 - 5.8 5.8 1.9 11 4.9 0.1 Ir 3
Tabelle 2.1: Einige Beispiele der nominalen Zusammensetzung von der ersten, zweiten
und dritten Generation von einkristallinen Nickel-Basislegierungen (wt%)
[15]
Die erste Generation von einkristallinen Superlegierungen ist ziemlich gleich in ihrer
chemischen Zusammensetzung in der konventionell (CC) oder gerichtet (DS) erstarrten
Version, jedoch mit einer Verringerung der  Korngrenzen verfestigten Elemente wie
Kohlenstoff, Zirkon und Hafnium. Die zweite Generation enthält etwa 3 Gew.%
Rhenium. Die Verbesserung der mechanischen Eigenschaften ergibt sich durch Bildung
von Agglomerate von Rheniumatomen, die die Versetzungsbewegung in den γ-Kanälen
behindern. Desweiteren verringert Rhenium die Diffusionsrate der γ‘-Vergröberung, was
zu einer Stabilisierung der γ‘-Ausscheidungen führt. Die dritte Generation, die gerade in
der Entwicklung ist, wird einen höheren Rhenium Anteil von ungefähr 5% besitzen [16].
2.4   Vakuum-Feingußverfahren für Turbinenschaufeln
Einkristalline Turbinenschaufeln werden in Anlehnung an das Vakuum-Feingußverfahren
durch gerichtete Erstarrung hergestellt. Die wesentlichen Verfahrensschritte sind:
• Aufbau einer Traube aus Wachsspritzteilen
• Tauchen und Besanden zum Aufbau der keramischen Formschale
• Ausschmelzen des Wachses nach dem Trocknen der Formschale
• Brennen der Formschale
Second
Generation
Third
Generation
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• Abguß (bzw. geregeltes Absenken aus einem Heizraum)
• Trennen der Bauteile vom Angußsystem
Gießen mit der Vakuum-Feingußtechnologie ist die üblicherweise eingesetzte
Technologie zur Formgebung von Gasturbinenschaufeln aus Superlegierungen. Da bei
dem Übergang von der flüssigen zur festen Phase der Anteil von Elementen, wie
Sauerstoff, Stickstoff und Schwefel, die zur Bildung von nichtmetallischen Einschlüssen
wie Oxide, Nitride, und Sulfide führen, so niedrig wie möglich gehalten werden soll,
findet die Erstarrung im Vakuumofen statt. Die Werkstoffe der verwendeten Tiegel oder
Gußformen müssen zudem über eine gute chemische Stabilität verfügen, damit keine
chemische Wechselwirkung zwischen der erstarrenden Schmelze und der Formschale
stattfindet.
2.4.1 Bridgmanverfahren
Im Gegensatz zu globulitisch erstarrenden Gußstücken, deren Abwärme isotrop abgeführt
wird, werden stengel- und einkristalline Komponenten nach dem Prinzip der gerichteten
Erstarrung hergestellt, wobei die Wärmeflüsse in einer vorgegebenen Richtung abgeleitet
werden (Abbildung 2.4). Die Schmelze wird in eine vorgeheizte Formschale eingefüllt,
deren Boden aus einer gekühlten Kupferplatte besteht. Da die Unterkühlung der Schmelze
vor der fest-flüssig Phasengrenze durch die von der Formschale umgebende Heizung
freigegebene Wärme kompensiert wird, findet die Keimbildung lediglich auf der
Bodenplatte statt. Bei der kontrollierten relativen Verschiebung zwischen Heizelementen
und Formschale, bewegt sich die Schmelzfront fort und es entwickelt sich ein fester
Körper aus Stengelkristallen parallel zur Abzugsrichtung. Zum Erreichen der
gewünschten Struktur wird die Abzugsgeschwindigkeit, sowie die von der Heizung
abgegebene Wärme geregelt. Mit Hilfe des Einsatzes einer “pig-tail” Form zwischen der
abgekühlten Bodenplatte und dem Tiegel gelingt es, einen einzigen Stengelkristall zu
selektieren und einkristalline Gußstücke zu gewinnen. Durch Ankeimtechnik, d. h. durch
orientiertes Anbringen eines Einkristallkeimlings auf der Kupferplatte, ist das
Kristallwachstum in verschiedenen Orientierungen einstellbar [17].
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Abbildung 2.4: Bridgmanofen zur Herstellung von gerichtet erstarrten Schaufeln
und Einkristall-Schaufeln
Der obere heiße Teil des Ofens wird durch einen gekühlten Ring, das Baffle, von der
kalten Zone getrennt. Die Formschale ist im Fußbereich offen und steht mit dieser
Öffnung auf einer gekühlten Kupferplatte. Sie ragt mit dem oberen Teil in die heiße Zone
des Ofen.
Da heutzutage einkristalline Turbinenschaufeln lediglich bis zu einer bestimmten Größe
und mit einem bestimmten Komplexitätsgrad gerichtet erstarrt werden können, ist die
Einkristalltechnologie oft als Begrenzung der Weiterentwicklung von einkristallinen
Laufschaufeln für stationäre Gasturbinen anzusehen.
2.4.2 Liquid Metal Cooling
Eines der kritischen Probleme bei der Herstellung großer Bauteile mit dem
Bridgmanverfahren ist, daß die Wärme des Bauteils nicht so schnell abgeführt werden
kann, wie theoretisch gewünscht. Das Liquid Metal Cooling (LMC) Verfahren soll einen
größeren thermischen Gradienten erzielen, um so auch größere Bauteile einkristallin
2 Grundlagen
21
erstarren zu können. Der Unterschied zum koventionellen Verfahren besteht darin, daß
man das Bauteil in eine flüssige Metallschmelze z.B. Zink taucht und daduch die Wärme
schneller abgeführt werden kann, als bei einer Absenkung aus dem Heizraum im
Vakuum. Durch den LMC-Prozeß läßt sich eine dreimal höhere Wärmeabführung
bewerkstelligen [18]. Der Anstieg der Abzugsgeschwindigkeit führt zu einem höheren
Wärmegradienten, dies wiederum zu einer Erniedrigung der Gußstück-Metall-
Reaktionszeit und daraus resultiert eine gesteigerte Produktionsrate. Vergleicht man
Gußstücke vom Bridgman Verfahren mit LMC, so haben die LMC-Bauteile einen
deutlich geringeren Dendritenarmabstand. Dadurch kann die Wärmebehandlungszeit
reduziert und eine homogenere Mikrostruktur erreicht werden, was folglich auch zu
besseren mechanischen Eigenschaften führt, weil weniger γ-γ‘Eutektikum gebildet wird.
Ein negativer Einfluß des Dampfdruckes aus der Metallschmelze über dem Metallbauteil
konnte bisher nicht festgestellt werden [19].
2.5   Mikrostruktureller Einfluß auf das Verformungsverhalten
2.5.1 Grundlagen der Versetzungstheorie
Versetzungen sind eindimensionale Gitterfehler. Als einfachstes Beispiel einer
Versetzung, stellt man sich eine innerhalb des Kristalls eingeschobene Halbebene vor.
Die Versetzungslinie der entsprechend gebildeten Stufenversetzung verläuft senkrecht zu
ihrem Burgers-Vektor, der den Betrag der Abgleitung angibt, wenn die Versetzung durch
den Kristall wandert. Die Stufenversetzung stellt aber nur einen Typ von Versetzungen im
Kristallgitter dar. Ein anderer Typ ist die Schraubenversetzung, deren Linie parallel zu
ihrem Burgers-Vektor steht. Eine beliebig im Kristall verlaufende Versetzung besteht in
der Regel aus den beiden Typen von Stufen- und Schraubenversetzungen, da der Burgers-
Vektor entlang einer Versetzung seine Richtung nicht ändern kann.
Jede Versetzung in einem Kristall umgibt ein Spannungsfeld, das die Wechselwirkung
der Versetzung mit ihrer Umgebung (andere Versetzungen, Atome, usw.) beeinflußt. Mit
Hilfe der Elastizitätstheorie des Kontinuums, kann das Spannungsfeld einer Versetzung,
sowie deren Verzerrungsenergie etwas näher betrachtet werden. Eine idealisierte
Schraubenversetzung, umgeben von einem zentrischen Hohlzylinder erzeugt in dieser
eine Verzerrungsenergie pro Längeneinheit gemäß:
U
G b r
r
=
2
1
04pi
ln (1)
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Mit:
b: Burgers-Vektor der Versetzung, G: Schubmodul des Kontinuums, r0  und r: Innerer
bzw. äußerer Radius des Hohlzylinders
Der innere Radius liegt in der Größenordnung des Burges-Vektors und der äußere Radius
kann die Größe des Kristalls bzw. eines einzelnen Korns nicht überschreiten, liegt aber in
wirklichen Metallgittern deutlich darunter. Der Wert von r/r0  spielt keine sehr große
Rolle, da er nur logarythmisch eingeht.
Die elastische Verzerrungsenergie einer Stufenversetzung ist deutlich höher, als die einer
Schraubenversetzung. Die Verzerrungsenergie von Stufen- und Schraubenversetzung ist
dem Schubmodul G des Kontinuums und dem Quadrat ihres Burgers-Vektors b
proportional. Dieser metallphysikalisch begründete Ansatz kommt bei der Modellierung
von Stoffgesetzen für das nicht lineare Verformungsverhalten auf der Basis
mikrostruktureller Entwicklungen zum Einsatz.
Lange bevor der direkte experimentelle Nachweis von Versetzungen gelang, wurde der
Begriff “Versetzung” eingeführt, um den Widerspruch zwischen der theoretisch
ermittelten und der tatsächlich gemessenen Festigkeit von Einkristallen zu erklären. Der
experimentelle Nachweis, der auf Versetzungen basierenden Verformungsmechanismen
erfolgt im wesentlichen mit Hilfe der hochauflösenden Transmissions-
Elektronenmikroskopie (TEM). Da durchstrahlbare TEM-Proben erheblichen
Präparationsaufwand erfordern und lediglich Informationen im Nanometerbereich liefern,
sind in der Literatur zusätzlich Beschreibungen von Versetzungsmechanismen zu finden,
die rein theoretisch diskutiert werden. Weitere grundlegende Informationen über
Versetzungen finden sich z. B. in [20].
Von Relevanz für das Kriechen in Nickelbasislegierungen mit γ’-Verfestigung ist die
Wechselwirkung zwischen Teilchen und Versetzungen. Während sich Versetzungen bei
niedrigen Temperaturen unter dem Einfluß von Schubspannungen zu einem Netzwerk
verknüpfen, in welchem sie sich in ihrer Gleitung behindern (Verfestigung), sorgt die mit
steigender Temperatur zunehmende Konzentration und Diffusion an Leerstellen für eine
Auflösung der Gleitbehinderung (Erholung) . Dabei ist von Bedeutung, daß bei Diffusion
einer Leerstelle an dem Verstetzungskern die Versetzung klettert. Dieser Mechanismus ist
zugleich eine Möglichkeit verfestigende Teilchen anderer Phasen zu überwinden.
Im fcc-Gitter haben Stufenversetzungen die Fähigkeit, in zwei Halbversetzungen
aufzuspalten und dabei zwischen den beiden Halbversetzungen einen Stapelfehler zu
erzeugen. Begünstigt wird dieser Vorgang in der Matrix, wenn solche Elemente, wie z.B.
Cr, Mo und W zulegiert werden, die die Stapelfehlerenergie herabsetzen
(Mischkristallhärter). Die beiden Halbversetzungen behindern sich gegenseitig, die eine
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ist stets das Spiegelbild der anderen. Solche Versetzungen werden auch als sessile
Versetzungen bezeichnet, sie können zwar noch wandern aber nicht mehr klettern
Teilchen zweiter Phasen stellen Hindernisse für die Versetzungsbewegung dar, worauf
die Versetzungen mit Überklettern, Schneiden oder Umgehen reagieren können. Das
Überklettern erfolgt mit Hilfe der Leerstellen wie oben beschrieben.
Schneidet eine Versetzung ein Teilchen einer geordneten Phase z.B. γ’, so erzeugt sie eine
Antiphasengrenze, wofür sie über die äußere Schubspannung hinaus, zusätzlich die
Antiphasengrenzenergie aufbringen muß, die wiederum mit dem Quadrat der
Teilchengröße wächst. Große Teilchen können daher kaum geschnitten werden. Ein
weiterer Mechanismus, der bei einkristallinen Nickelbasis-Superlegierungen auftritt, ist
der Orowan-Mechanismus. Bei diesem Mechanismus läuft die Versetzungslinie gegen ein
Hindernis (γ’-Hindernis), verbleibt jedoch in ihrem Gleitsystem. Durch die äußere
Spannung angetrieben, beginnt die Versetzungslinie um das Teilchen herum
auszubauchen und verlängert sich. Hinter dem Teilchen treffen sich die ausgebauchten
Abschnitte wieder und  reagieren miteinander. Die neugebildete Versetzungslinie zieht
sich aufgrund ihrer Linienspannung zusammen und gleitet weiter, wobei um das Teilchen
herum ein Versetzungsring zurückgelassen wird. Für das Einsetzten des Orowan-
Mechanismus wird eine Schwellspannung angenommen [21]. Die Orowanspannung ist
proportional 1/l, worin l der mittlere Abstand der Teilchen ist. Mit wachsendem l tritt
folglich der Umgehungsmechanismus gegenüber dem Schneidprozeß in den Vordergrund.
Um Aussagen über das Verformungsverhalten der realen Legierung treffen zu können, ist
es wichtig auf die einzelnen Phasen einzugehen. Besonders die Plastizität der γ-Phase
bzw. der Ni3Al-Phase ist von außerordentlicher Wichtigkeit.
2.5.2 Die γ-Matrix und die γ’(Ni3Al)-Ausscheidungen
In der Plastizitätstheorie wird angenommen, daß sich unter einer äußeren Belastung
hervorgerufene irreversible Verformungen aus Versetzungsgleitung ergeben. Zur Klärung
der anisotopen Eigenschaften wird angenommen, daß sich Versetzungen vorzugsweise
auf energetisch günstigen Wegen fortbewegen. Diese werden mit dem Begriff
Gleitsystem definiert. Das Gleitsystem besteht aus einer Gleitebene, die durch ihre
Normale n gekennzeichnet ist und einer Gleitrichtung m. Wie zuvor schon erläutert, weist
die intermetallische Phase Ni3Al eine geordnete Kristallstruktur vom Typ L12  auf. Je nach
Art der Belastung können bei kubisch flächenzentrierten Werkstoffen zwei Arten von
Gleitsystemen aktiviert werden:
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Oktaeder-Gleitsysteme: <110>-Gleitrichtung, {111}-Gleitebene
Würfel-Gleitsysteme: <110>-Gleitrichtung, {001}-Gleitebene
Die Versetzungsmechanismen sind von der Temperatur, der Verformungsrate und vom
Ausgangszustand des Werkstoffs abhängig. Bei tiefen Temperaturen findet die
Verformung der Ni3Al-Phase über {111}-Ebenen statt, während bei hohen Temperaturen
die {001}-Ebene dominiert [22]. Durch die hohe Energie der Burgers-Vektoren spalten
sich die Versetzungen in Partialversetzungen auf, d.h. in die  Burgers Vektor 1b  und 2b .
Bei der Matrixphase γ erfolgt die Verformung über das Gleitsystem des Typs
<110>{111}. Bei tiefen Temperaturen (T<0,4Tm) nimmt die Versetzungsdichte während
der Verformung kontinuierlich zu und der Werkstoff verfestigt sich. Bei hohen
Temperaturen (T>0,4Tm) setzt zusätzlich Versetzungsanihilitation durch Klettern von
Versetzungen ein, so daß sich ein Gleichgewicht zwischen Entfestigung und Verfestigung
einstellt. Da die γ-Phase duktiler als die geordnete γ‘-Phase ist, entstehen Versetzungen
zunächst in den γ-Kanälen. Da Versetzungen in ihrer Bewegung durch andere
Versetzungen behindert werden, führt eine zunehmende Verformung zu einer Erhöhung
der Versetzungsdichte. Die Behinderung der Versetzungen kann auf einem Gleitsystem so
groß werden, daß andere Gleitsysteme aktiviert werden. Bei einachsigen Zugversuchen
mit <001>-orientierten Proben aus einkristallinen Superlegierungen, ergeben sich die
Verformungen aus der Gleitung von Schraubenversetzungen, die zu engen Schleifen
(Dipole) zwischen den γ’-Teilchen ausbauchen. Der Teil des Versetzungsdipols, der sich
in der Matrixphase befindet, ist von Schraubencharakter und kann daher auf {111}-
Ebenen gleiten [22]. Die langen Segmente der Dipole befinden sich auf
gegenüberliegenden γ/γ’-Teilchenoberflächen und sind von gemischtem Charakter mit
einem Winkel von 60° zwischen ihren Burgers-Vektoren und ihren Linien. Dieser
Gleitmechanismus findet vor allem in den horizontalen Matrixkanälen statt.
Infolgedessen weisen die senkrecht zur Spannungsrichtung stehenden γ/γ’-Phasengrenzen
eine höhere Dichte von Versetzungen mit partiellem Stufencharakter auf, als die anderen
γ’-Teilchenoberflächen. An den γ/γ’-Phasengrenzen entstehen Versetzungsnetzwerke.
Erst bei Temperaturen oberhalb von etwa 850 °C läuft für die Legierung CMSX-4
homogenes Versetzungsgleiten in der γ-Matrixphase ab und es bilden sich die
entsprechenden Versetzungsnetzwerke [23]. Bei einachsiger Zugbeanspruchung an
<111>-orientierten Proben ist die Verformung ebenfalls vor allem auf die Deformation
der Matrix zurückzuführen. Hier ist die überwiegende Anzahl von
Grenzflächenversetzungen von Schraubencharakter [24].
Ein weiterer wichtiger Mechanismus, der für die γ’-Teilchengröße von entscheidener
Bedeutung ist, ist die Ostwaldreifung. In den γ/γ’-Grenzflächen ist eine Energie
gespeichert, die durch die Weiterentwicklung der γ’-Ausscheidungen abgebaut werden
kann. Die Reduzierung des Gesamtbetrages der Grenzflächenenergie gelingt durch die
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Verringerung der gesamten γ/γ’-Grenzfläche, d. h. die großen γ’-Teilchen wachsen auf
Kosten der kleinen. Dieser Umlösungsvorgang wird als Ostwald-Reifung bezeichnet. Mit
Ausnahme eines geometrischen Modells [25], verweist die Modellierung des
Reifungsprozesses häufig auf die LSW-Theorie (Lifshitz, Slyozov und Wagner) [26], die
ursprünglich für die Alterung von Niederschlägen in Flüssigkeiten abgeleitet worden ist.
Die wichtigsten Ergebnisse der LSW-Theorie sind: Der mittlere Radius eines Teilchens
rm wächst bei einer Temperatur T proportional zur dritten Wurzel aus der Zeit.
r r V t mit V
Dc V
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Es bedeuten:
Vpkt: Vergröberungsrate
rmo: Mittlerer Teilchenradius bei beginnender Ostwald-Reifung
Ω: Spezifische freie Oberflächenenergie zwischen Teilchen und Matrix
D: Diffusionskoeffizient des Legierungselementes in der Matrix
ce: Molare Gleichgewichtskonzentration des Legierungselementes
Vm: Molvolumen der Ausscheidung
Um einen definierten ausgeschiedenen Anteil an γ‘-Phase zu erhalten, ist es notwendig;
eine gezielte Wärmebehandlung anzuwenden. Diese besteht aus zwei Teilen, einer
Lösungs- bzw. einer Homogenisierungsglühung und einer Aushärtewärmebehandlung
(vgl. 2.5.3) [27].
Die γ- und die γ‘-Phase unterscheidet sich in ihren Gitterkonstanten, welche sich mit der
Legierungszusammensetzung ändert. In den meisten Fällen ist die Gitterkonstante der γ‘-
Phase etwas kleiner, als die der γ–Phase, was zur Folge hat, daß elastische Spannungen
(Kohärenzspannungen) in der Phasengrenzfläche auftreten. Die Gitterfehlpassung (Misfit)
ist definiert als:
aa
aa
'
'
)(2
γγ
γγ
+
−
=δ (3)
Für die meisten Legierungen ist der Misfit negativ, jedoch können hohe Temperaturen
und Belastungen dieses ändern.
Die Gitterfehlpassung beeinflußt die Morphologie der γ‘-Teilchen. So ist bei δ=0  die
Teilchenform nur durch die Oberflächenenergie bestimmt. Die γ‘-Teilchen sind sphärisch.
Nimmt δ einen deutlich negativen Wert an, so überwiegt der Einfluß der
Kohärenzspannungen und die γ‘-Teilchen erhalten eine kubische Form [28,29,30].
Aufgrund der Gitterfehlpassung wird bestimmt,  mit welchem Mechanismus die γ‘-
Teilchen und die Versetzungen überwunden werden kann. Bei kleinem δ werden die
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Teilchen durch Stapelfehler oder Versetzungspaare geschnitten. Bei großem δ werden sie
von den Versetzungen umgangen [31].
Das Verformungsverhalten der Nickelbasis-Superlegierung wird hauptsächlich durch die
γ/γ’-Mikrostruktur bestimmt. Dabei kommt es im wesentlichen auf den auszuscheidenden
Anteil (Volumenanteil und die Teilchengröße) an der γ’-Phase an. In Abbildung 2.5 ist
die Fließspannung Rp0,2  als Funktion der Temperatur für Ni-Al-Cr-Legierungen mit
verschiedenen γ’-Volumenanteile aufgetragen. Bei hohen Temperaturen nimmt die
Fließspannung mit steigendem γ’-Volumenanteil zu. Das gleiche passiert auch bei
Raumtemperatur, jedoch nur bis zu einem Volumenanteil von 20%, danach findet ein
Festigkeitsabfall statt. Bei Temperaturen größer 650°C, nimmt die Fließspannung mit
steigenden γ’-Anteil zu, bis ein Fließspannungsmaximum bei 880°C erreicht ist. Bei
höheren Temperaturen findet ein Abfall der Festigkeit statt.
Abbildung 2.5: Abhängigkeit der Fließspannung Rp0,2  von der Temperatur und dem
γ’-Volumenanteil [32]
Die wirkliche Ursache der hohen Festigkeiten der Superlegierungen liegt in der
Ausscheidungsmorphologie der γ’-Phase. In der Literatur finden sich verschiedene
Modellansätze, die die Wechselwirkung zwischen Versetzungen und den γ’-Teilchen
beschreiben[33]. Anteil und Morphologie der γ’-Ausscheidungen sind zudem von der
chemischen Zusammensetzung der innerdendritischen und interdendritischen Bereichen
abhängig, die sich nach einer gerichteten Erstarrung deutlich unterscheiden können [34].
2.5.3 Verformungsverhalten von Nickelbasis-Superlegierungen
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Nach der Wärmebehandlung von Cannon Muskegon (Tabelle 2.2), weist die
Superlegierung CMSX-4 eine ausgeprägte dendritische Struktur auf, wie in Abbildung
2.6 zu sehen ist. Die geschieht durch langsames Auflösen der γ‘-Teilchen unter
Verwendung von Aufschmelzungen von γ‘/γ-Eutektikum, da die sog. γ‘-Solvustemperatur
der Legierung CMSX4 sehr nahe bei der Solidustemperatur der Legierung liegt.
Solution treatment (atmosphere: argon) Two steps of ageing treatment
(atmosphere:argon)
1277°C hold for 2 hours
1288°C hold for 2 hours
1296°C hold for 3 hours
1304°C hold for 3 hours
1313°C hold for 2 hours
1316°C hold for 2 hours
1318°C hold for 2 hours
1321°C hold for 2 hours
1140°C and hold for 6 hours/Argon
cooling to RT
871°C and hold for 20 hours/Argon
cooling to RT
Tabelle 2.2: Wärmebehandlung von Proben aus CMSX-4
Abbildung 2.6: γ‘-Ausscheidungen in γ-Matrix
100µm
2 Grundlagen
28
Die γ‘-Teilchen liegen in Würfelform vor, bei der die kohärenten Ausscheidungen parallel
zu den (100) Richtungen orientiert sind. Trotz Lösungsglühung können in den
interdendritischen Bereichen noch Resteutektika vorliegen. Das hat zur Folge, daß die
chemische Zusammensetzung von der gewünschten abweicht und diese gleichzeitig
Gefügeinhomogienitäten darstellen. Das primäre Ziel der Homogenisierung ist die
vollständige Auflösung des γ‘-Eutektikums. Die würfelförmigen Teilchen sind
gleichmäßig verteilt. Die mittlere γ‘-Kantenlänge beträgt 0,45µm mit einem γ‘-
Volumenanteil von 76%, wenn man die Wärmebehandlung nach Herstellerangabe
durchführt [35,36].
Unter bestimmten Bedingungen reifen die γ’-Teilchen nicht isotrop, sondern wachsen in
einer bevorzugten Richtung und bilden eine anisotrope Struktur, z. B. Platten (Flöße). Je
näher die γ’-Teilchen beieinander liegen, d. h. je höher der γ’-Volumenanteil ist, desto
günstiger sind die Bedingungen für die Floßbildung. Das Zusammenwachsen ist seit mehr
als 25 Jahren bekannt [37].
Je nach Belastungsbedingungen können sich drei idealisierte γ’-Morphologien (Würfel,
Platten und Stäbchen) ergeben. Im Fall einer Superlegierung mit negativer Gitter-
fehlpassung ist es bekannt, daß z. B. eine auf Zug belastete <001>-orientierte Probe,
Platten senkrecht zur Spannungsrichtung ausbildet. Unter Druck stellen sich die Flöße
parallel zur Spannungsrichtung ein. Für Superlegierungen, deren Gitterfehlpassung
positiv ist, hat es sich erwiesen, daß eine äußere Zugspannung zu einer plattenförmigen
Struktur führt, die parallel zur Spannungsrichtung steht, und daß Druckbelastungen Flöße
erzeugen, die senkrecht zur Spannungsrichtung zusammenwachsen. Während eines
Warmzugversuches an einer <111>-orientierten Probe bleiben die γ’-Teilchen annähernd
würfelförmig [38]. Bei dehnungsgesteuerten zyklischen Beanspruchungen mit <001>-
orientierten Proben entwickeln sich Flöße entlang der {111}-Ebenen [39].
Das Zusammenwachsen der γ’-Teilchen ist innerhalb eines einkristallinen Bauteils aus
einer Superlegierung stark ortsabhängig und läuft entsprechend der lokalen Spannungs-
und Dehnungsverteilung ungleichartig ab. Beim Kriechen wurden unterschiedliche
Kinetiken im dendritischen bzw. interdendritischen Bereich gefunden [39]. Aus einer
aufgebrachten Zuglast resultieren senkrecht stehende γ’-Platten in der Mitte des Bauteiles.
Daraus wird geschlossen, daß die Floßbildung nach lokalen Mechanismen erfolgt [40].
So bleibt bei Temperaturen die niedriger als 850°C sind, die kubische Gestalt der γ‘-
Ausscheidungen erhalten, während oberhalb von 850°C Floßbildung möglich ist. Darüber
hinaus ist die Spannung ausschlagggebend. Bei hohen Spannungen bleibt die γ‘-Phase
erhalten, während niedrige Spannungen Flößbildung begünstigen. Die Flöße sind bereits
nach wenigen Stunden (38 Stunden) vorhanden, was die Anfälligkeit der Legierung
CMSX-4 für Floßbildung bestätigt.
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Die ungleichartige γ’-Floßbildung ist auf die Ortsabhängigkeit der Gitterfehlpassung
zurückzuführen (vgl. 2.5.2). Der Ausgleich der Gitterfehlpassung, die die Triebkraft der
Floßbildung ist, läuft der Vorgang bei der etwas höheren negativen Fehlpassung in der
Mitte des Dendriten schneller ab, als bei niedrigerem Wert im interdendritischen Bereich.
Mit zunehmender Belastungsdauer verschwindet der Effekt. Die Proben erreichen ihre
minimale Verformungsgeschwindigkeit, bevor die Floßbildung abgeschlossen ist. Diese
findet hauptsächlich während des Anstiegs der Verformungsgeschwindigkeit, nach dem
Erreichen der minimalen Kriechrate, statt. Beim Probenversagen sind die Flöße
vollständig ausgebildet ohne Makrodefekte aufzuweisen. Am Rand der Probe, wo sich
eine wegen Oxidation an Chrom- und γ’-verarmte Zone gebildet hat, ist keine regelmäßig
orientierte Mikrostruktur mehr zu finden.
In Abbildung 2.7 ist die zeitliche Entwicklung der Floßstruktur in Abhägigkeit von der
Belastungsdauer bei 1000°C, einer Spannung von 250MPa dargestellt [41].
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Abbildung 2.7: Unterbrochene Kriechversuche mit <001>-orientierten
einkristallinen Proben aus CMSX-4, 250 MPa / 1000°C und REM-
Aufnahmen der unter Kriechbedingungen gebildeten γ’-
Floßstruktur nach unterschiedlichen Versuchsdauern und an
unterschiedlichen Stellen im Mikrogefüge: a) im interdendritischen
Bereich, b) im Dendriten; (001)-Querschnitte von einkristallinen
Proben aus CMSX-4 [41]
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Die γ- und die γ’-Phasen besitzen leicht unterschiedliche Gitterkonstanten und bilden
daher kohärente γ/γ’-Grenzflächen. Infolgedessen entstehen in beiden Phasen
Verzerrungen und im Bereich der γ/γ’-Grenzfläche die damit zusammenhängenden
Kohärenzspannungen. Daraus ergibt sich um jede γ’-Teilchenoberfläche ein
Verzerrungsfeld mit der entsprechenden Energie. Im Gegensatz zur Ostwald-Reifung,
dessen treibende Kraft ausschließlich die Verringerung der γ/γ’-Grenzflächenenergie ist,
erfolgt die Floßbildung aus der Verringerung der aufgrund der Kohärenzspannungen
vorliegenden gesamten Verzerrungsenergie. Unter äußeren Belastungen werden die
Kohärenzspannungen je nach γ’-Würfelseite unterschiedlich abgebaut. Die γ’-
Würfelflächen mit niedrigen Verzerrungsenergien wachsen auf Kosten der anderen. Das
Zusammenwachsen der γ’-Teilchen in einer gegebenen Richtung wird daher bevorzugt.
Die aus einer äußeren Zugspannung in der <001>-Richtung resultierenden Änderungen
der lokalen Spannungsfelder sind in Abbildung 2.8 für eine Legierung mit negativer
Gitterfehlpassung, d. h. die γ-Gitterkonstante ist größer als die der γ’-Phase, schematisch
dargestellt. In unbelastetem Zustand (linkes Bild) treten zum Ausgleich der
Gitterfehlpassung, Druckspannungen in den, γ-Kanälen und Zugspannungen innerhalb der
γ’-Teilchen auf. Da die γ-Phase duktiler als die geordnete γ’-Phase ist, sind die absoluten
Werte der Druckspannungen größer, als die der Zugspannungen. Aus demselben Grund
wird angenommen, daß die äußere Belastung hauptsächlich auf die Spannungsfelder der
γ-Phase einwirkt, d. h. daß sich die Verformungen innerhalb eines γ’-Teilchens kaum
verändern. Die äußere Zugspannung erniedrigt die in den vertikalen γ-Kanälen
vorhandenen Druckspannungen und erzeugt Zugspannungen in den horizontalen γ-
Kanälen. Wegen der Querkontraktion nehmen die in den horizontalen Kanälen
vorliegenden Druckspannungen zu (rechtes Bild). Mit Hilfe der Finite-Element-Methode
werden die dreidimensionalen lokalen Spannungszustände innerhalb eines γ’-Teilchens,
und in der es umgebenden γ-Phase je nach der γ’-Teilchenform, untersucht [40].
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Abbildung 2.8: Lokale Kohärenzspannungen um ein γ’-Teilchen für eine Legierung
mit negativer Gitterfehlpassung: A: Im unbelasteten Zustand, B:
unter einer äußeren Zugspannung in der <001>-Richtung [42,43,44]
Etliche Ansätze, die auf der Minimierung der Verzerrungsenergie beruhen, wurden dazu
konzipiert, zunächst die thermodynamisch stabilste Geometrie zu ermitteln. Es sind zwei
Klassen von Modellen zu unterscheiden:
Erstens sind in der Literatur Modelle zu finden, die die Floßbildung anhand rein
elastischer Betrachtungen beschreiben [45]. Es wird angenommen, daß die Fehlpassung
zwischen Matrix und Ausscheidung aus einer reinen Dilatation besteht. Die elastische
Energie wird als Funktion der Partikelform, der angelegten Spannung und des
Verhältnisses der Elastizitätsmodule der γ- bzw. γ’-Phase berechnet. Drei Formen werden
berücksichtigt: Kugeln, Platten senkrecht zur Spannungsachse und Nadeln parallel zur
Spannungsachse. Mit den Berechnungen wird eine Karte konstruiert, die die Bedingungen
zur Erreichung niedrigster elastischer Energie ergibt.
Zweitens wurden Modelle [46,47] konzipiert, in denen die lokalen plastischen
Verformungen in Betracht gezogen werden. Wenn eine Legierung unter äußeren
Belastungen irreversibel verformt wird, entstehen in der Matrix Versetzungen, die zu den
γ/γ’-Grenzflächen wandern (Grenzflächenversetzungen). Es bilden sich Versetzungs-
netzwerke, deren Versetzungsdichte sich je nach der aufgebrachten Last von γ’-
Würfelfläche zu γ’-Würfelfläche, unterscheidet. Infolgedessen werden die lokalen
γ γ
σ
σ
A: Unbelasteter Zustand B: Mit angelegter Zugspannung in
<001>-Richtung
γ’γ’
<100>
<001>
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Spannungszustände modifiziert. Die γ’-Würfelflächen mit niedrigen Verzerrungsenergien,
d. h. mit höheren Versetzungsdichten, wachsen auf Kosten der anderen. Da
Schraubenversetzungen nicht dazu fähig sind, Kohärenzspannungen abzubauen, sind für
diesen Mechanismus nur Stufenversetzungen oder Stufenanteile von gemischten
Versetzungen von Bedeutung. Die Grenzflächenversetzungsdichte ρ auf einer γ’-
Würfelfläche, läßt sich als Differenz zwischen der Anzahl der Kristallebenen pro
Längeneinheit in der γ-Matrix und der Anzahl der Kristallebenen pro Längeneinheit in der
γ’-Ausscheidung berechnen.
ρ
γ γ
= −
1 1
a a
'
(4)
Die entsprechende Energiedichte (pro Längeneinheit der Grenzfläche und pro
Versetzungslängeneinheit) läßt sich als Funktion der Gitterkonstanten von γ- und γ’-Phase
berechnen.
U U k
a
a
a aVersetzung= = −ρ
γ
γ
γ γ
'
'
 mit k: Konstante (5)
Die in situ vorliegenden Gitterkonstanten unterscheiden sich von den an isolierten Phasen
gemessenen Gitterkonstanten. Da eine äußere Last die lokalen Spannungszustände
verändert, sind die unter der äußeren Belastung auftretenden Gitterkonstanten aγ  und aγ’
ebenfalls von denen bei unbelastetem Zustand zu unterscheiden. Die Gitterkonstante aγ’
bzw. aγ  wird anhand des Hooke’schen Gesetzes jeweils für die γ- bzw. γ’-Phase als
Funktion der angelegten Spannung, berechnet. Ausgehend von diesem einfachen Ansatz
wird die Grenzflächenversetzung-Energiedichte, bezüglich jeder γ’-Würfelfläche, als
Funktion der angelegten Spannung der Elastizitätsmoduli der γ- und γ’-Phase, der für
beide Phasen als gleich angenommenen Querkontraktionszahl und der im unbelasteten
Zustand vorliegenden Gitterkonstanten berechnet. Beim Vergleich der
Versetzungsenergiedichten von jeweils zwei γ’-Würfelflächen wird ermittelt, welche
Teilchenform (Kugeln, Platten oder Nadeln) den günstigsten Energiezustand aufweist.
Dieser für einachsige Spannungszustände entwickelte Ansatz ist in [48] für mehrachsige
Belastungsarten formuliert.
Die Kinetik des Zusammenwachsens der γ’-Teilchen ist von großer Bedeutung. Da der
Materientransport diffusionskontrolliert ist, läuft die Floßbildung hauptsächlich bei hohen
Temperaturen ab. Wegen der Komplexität der Vorgänge findet sich in der Literatur keine
explizite Entwicklungsgleichung bezüglich der Kinetik der Floßbildung. Das
zeitabhängige Zusammenwachsen wird z. B. in [49, 50] anhand der Monte-Carlo-
2 Grundlagen
34
Methode simuliert. In [51] werden Diffusionsgleichungen von Makrodefekten, die
angeblich für die Stabilität der γ’-Lamellar-Struktur entscheidend sind, formuliert.
Das Zusammenwachsen von γ’-Teilchen tritt während der Betriebszeit in gerichtet
erstarrten Turbinenschaufeln auf. Deshalb ist für den Hersteller und Anwender von
Gasturbinenschaufeln, der Einfluß der Floßbildung auf das Werkstoffverhalten und
folglich auf das Bauteilverhalten, von großer Bedeutung. Falls die Floßstruktur die
mechanischen Eigenschaften tatsächlich verbessert, können zusätzliche thermo-
mechanische Behandlungen an dem Bauteil durchgeführt werden, um die optimale
anisotrope Mikrostruktur einzustellen. Falls die Floß-Struktur die mechanischen
Eigenschaften verschlechtert, muß dies für die Auslegung der Komponente berücksichtigt
werden.
Niedrige Spannungen, d. h. lange Bruchzeiten und hohe Temperaturen, stellen
Kriechbedingungen dar, bei denen Verformungen durch das Klettern von Versetzungen
induziert werden. Im Vergleich zu würfelförmigen γ’-Teilchen behindert die Floßbildung
die Klettermechanismen; infolgedessen verlangsamt sie den Kriechvorgang und führt zu
einer längerer Lebensdauer. Experimentell ist jedoch häufig festzustellen, daß würfel- und
plattenförmiges Ausgangsgefüge zum selben Kriechverhalten führen, weil sich das
würfelförmige Ausgangsgefüge während des Versuches zu Platten umwandelt und sich
damit der durch thermomechanische Vorbehandlungen künstlich eingestellten
Floßstruktur annähert.
Höhere Spannungen und niedrige Temperaturen begünstigen das Schneiden der γ’-
Teilchen durch Versetzungen. Die Flöße, die hier als überalterte Mikrostruktur angesehen
werden müssen, können leichter geschnitten werden und vermindern deshalb die
Kriechbeständigkeit im Vergleich zu würfelförmigen γ’-Teilchen.
Der Einfluß einer plattenförmigen γ’-Struktur auf das Werkstoffverhalten bei zyklischen
Beanspruchungen wird in einigen Arbeiten dokumentiert [43,44]. In [52] werden LCF-
Versuche an <001>-orientierten Proben bei 980 °C und 1,2 % gesamter
Dehnschwingbreite durchgeführt. Bei hoher Dehnrate (10-3  s-1) bilden sich bis zum
Versagen der Probe keine Flöße. Bei niedriger Dehnrate (10-5  s-1) entwickeln sich Flöße
entlang der {010}-Ebenen und machen den Weg frei für die auf oktaedrischen {111}-
Ebenen gleitenden Versetzungen. Unterschiedliche Ausgangsgefüge mit senkrecht bzw.
parallel zur Spannungsachse stehenden Flößen, werden nach der entsprechenden thermo-
mechanischen Behandlung in einkristallinen Proben aus CMSX-6 erzeugt [53].
Nach LCF-Beanspruchungen ist, im Vergleich zu Versuchsergebnissen an Proben mit
würfelförmigem Ausganggefüge, festzustellen, daß die senkrecht zur Spannungsachse
stehenden Flöße die Anzahl von Zyklen bis zum Bruch herabsetzen. Im Gegensatz dazu
verbessert eine parallel zur Spannungsrichtung stehende floßartige γ’-Struktur die
Ermüdungsbeständigkeit der entsprechenden Proben.
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2.6   Verbesserte und neue Kühltechnologien
Die im Betrieb angestrebten Heißgastemperaturen erfordern ständig effektivere
Kühlsysteme. Konventionelle Turbinenschaufeln werden von innen mit Verdichterluft
durch Konvektion gekühlt, so daß die Heißgastemperaturen viel höher sein können als die
zulässigen Metalltemperaturen. Turbinenschaufeln der neuesten Gasturbinengeneration
nutzen die Kühlluft besonders effektiv: Erstens wie bisher zur Konvektionskühlung durch
ein inneres serpentinenförmiges Kühlsystem, zweitens zur Bildung eines Kühlfilms an die
Schaufeloberfläche.
Die Kühlluft gelangt dabei durch viele kleine Öffnungen in der Schaufeloberfläche von
innen nach außen. Auf Basis der Gaseintrittstemperatur und unter Berücksichtigung der
Effektivität der Kühlung wird die sogenannte ISO-Eintrittstemperatur bestimmt. Stand
der Technik sind ISO-Eintrittstemperaturen bis 1150°C. Für das Jahr 2003 sind die ersten
stationären Gasturbinen mit einer ISO-Eintrittstemperatur von 1250°C zu erwarten [54].
Eine konsequente Weiterführung dieses Kühlprinzipes, ist die Entwicklung der
Transpirationskühlung, die durch den Einsatz offenporiger metallischer Werkstoffe oder
durch feinstgebohrte Löcher realisiert werden können. Das Kühlfluid erreicht nicht nur
lokal eine gute Kühlwirkung, sondern durch das flächige Austreten der Kühlluft legt sich
ein schützender Kühlfilm über das ganze Bauteil und reduziert somit die
Oberflächentemperatur des Bauteils. In Abbildung 2.9 ist die Entwicklung der
Gasturbineneintrittsstemperatur, sowie die der Kühlung und der
Wärmedämmschichtsysteme, die im nächsten Kapitel vorgestellt werden, dargestellt [54].
Abbildung 2.9: Entwicklung der Gasturbineneintrittstemperatur, Dämmung und
Kühlung des Werkstoffes [54]
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2.7   Verbesserung durch Wärmedämmschichten
Wärmedämmschichten (WDS) sind zur Zeit Gegenstand weltweiter, umfangreicher
Forschung und Entwicklungsarbeiten. In Kombination mit effektiven Kühlsystemen
bieten keramische WDS-Schichten auf Grund ihrer niedrigen thermischen Leitfähigkeit
das Potential, die Metalltemperatur abzusenken. Der Grund ist, daß unter Verwendung
von Wärmedämmschichten eine höhere Gaseintrittstemperatur möglich ist.
Wärmedämmschichten werden verstärkt in den hochtemperaturbelasteten Bereichen einer
Gasturbine, der Brennkammerauskleidung und den Turbinenschaufeln, eingesetzt. Diese
Schichten sind, je nach Hersteller und Anwendung, zwischen 150 und 600 µm dick und
ermöglichen zum Beispiel der Turbinenschaufel eine bis zu 130°C höhere
Gaseinlasstempertur. In der Abbildung 2.10 wird schematisch der Temperaturverlauf
einer Substratwand mit TBC-Beschichtung dargestellt.
Abbildung 2.10: Typischer Temperaturverlauf im Grundwerkstoff und
Wärmedämmschichtsystem
Die typische Turbinenschaufel mit keramischer Wärmedämmschicht baut sich aus einem
metallischen Substrat, einer Haftvermittlerschicht und einer keramischen Schicht auf. Die
metallische Haftvermittlerschicht (Bondcoat) dient der Kompensation der
unterschiedlichen mechanischen Eigenschaften des Substrats und des
Kühluft   Grundwerksoff                                Heißgas
Bondcoat   Wärmedämmschicht
Turbinenschaufelquerschnitt
Temperatur
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Beschichtungswerkstoff. Als Bond Coatings werden in der Regel sog. MCrAlY-Schichten
(M steht für Ni, Co oder beides) verwendet. Diese bilden langsam wachsende, schützende
Aluminiumoxidschichten an der Grenzfläche Haftvermittlerschicht/keramische
Wärmedämmschicht aus. Das grundlegende Konzept der Oxidationsschicht ist die
Bildung einer temperaturbeständigen, dichten Oxidschicht, die eine weitere
Sauerstoffdiffusion und damit die Oxidation des Substratsmaterials verhindert.
Aufgebracht werden Bondcoats, z. B. durch EB-PVD-Verfahren (Electron Beam,
Physical Vapour Deposition) und das VPS-Verfahren (Vacuum Plasma Spraying). In
Abbildung 2.11 ist eine typische Oxidationschicht eines APS Bond Coats zu sehen (nach
Langzeit Glühung).
2 Grundlagen
38
Abbildung 2.11: VPS Bond Coat [53]
Durch den Einsatz von Wärmedämmschichten können folgende Vorteile erzielt werden
[55]:
Höhere Wirkungsgrade bei gleichbleibender oder gar reduzierter Temperaturbelastung
metallischer Komponenten, sowie reduzierte instationäre Wärmebelastungen, mindern
thermisch bedingte Dehnungen bzw. Spannungen im Grundwerkstoff.
2.8   Beschreibung der Anisotropie mechanischer Größen
Wie schon in Kapitel 2.5 erwähnt, kann ein Zusammenwachsen von γ’-Teilchen in
Turbinenschaufeln unter Betriebsbedingungen stattfinden. Spezifische
Werkstoffmerkmale (γ’-Volumenanteil, Gitterfehlpassung), Betriebs- bzw.
Prüftemperaturen und mechanische Beanspruchungen bedingen die Vorgänge der
Floßbildung. Das Bestreben, den γ’-Volumenanteil hinsichtlich verbesserter
Werkstoffeigenschaften anzuheben und die Betriebstemperaturen zur Steigerung des
Wirkungsgrades zu erhöhen, begünstigt das Phänomen der Floßbildung. Aus diesem
Grund sind Stoffgesetze, die den Einfluß der γ’-Flöße auf das Werkstoffverhalten bei
gegebenen Lastbedingungen beschreiben, von großer Wichtigkeit.
µ100µm
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Es wird davon ausgegangen, daß mit der Floßentwicklung die ursprünglichen kubischen
Symmetrien des Werkstoffes verschwinden [56, 57]. Es gibt verschiedene Ansätze, die
Anisotropie zu beschreiben.
Die Linearität zwischen den elastischen, d. h. den reversiblen Dehnungen und den
angelegten Spannungen, wird mit Hilfe des Hooke’schen Gesetzes ermittelt, wobei der
Steifigkeitstensor Cij  und der Nachgiebigkeitstensor Sij  gebraucht werden.
σ εi ij j
eC= bzw. ε σie ij jS= (6)
Aufgrund der kubischen Kristallsymmetrien läßt sich die Anzahl der Komponenten des
Elastizitätstensors, auf drei verringern. Dies führt im kristallographischen
Koordinatensystem zu folgender Darstellung:
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C C C
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(7)
Dabei sind die Koeffizienten wie folgt verknüpft:
S C C
C C C C11
11 12
11 12 11 122
=
+
+ × −( ) ( ) S
C
C C C C12
12
11 12 11 122
=
−
+ × −( ) ( ) S C44 44
1
= (8)
C
S S
S S S S11
11 12
11 12 11 122
=
+
+ × −( ) ( ) C
S
S S S S12
12
11 12 11 122
=
−
+ × −( ) ( ) (9)
Die sogenannten Ingenieur-Konstanten wie der Elastizitätsmodul E, der Schubmodul G
und die Querkontraktionszahl ν werden eingesetzt, um das elastische Verhalten zu
beschreiben, wobei der Elastizitätsmodul dem Proportionalitätsfaktor zwischen der
resultierenden normalen Dehnung und der angelegten normalen Spannung entspricht, der
Schubmodul die Linearität zwischen der resultierenden Scherung und der Schubspannung
kennzeichnet, und die Poissonsche Zahl ν  das Querverhalten des Körpers bei
mechanischen Belastungen beschreibt. Die Ingenieur-Konstanten sind folgendermaßen
mit den Koordinaten des Nachgiebigkeitstensors verknüpft:
E S G S
S
S= = =
−1 1
11 44
12
11
ν (10)
Die Koordinatentransformation des Tensors Sij  vom kristallographischen
Koordinatensystem zum Maschinen-Koordinatensystem führt zur expliziten
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Formulierung des Elastizitätsmoduls bzw. Schubmoduls beliebiger kristallographischer
Richtungen <hkl>:
[ ]E S J hk hl klhkl< > = − × × + +
1
211
2 2 2( ) ( ) ( ) (11)
[ ]G S J hk hl klhkl< > = + × × + +
1
444
2 2 2( ) ( ) ( ) (12)
mit J = S11 - S12 - 0,5 S44  und h2 + k2 + l2 =1
Daraus wird gefolgert:
1 4 3
001 011 111E E E< > < > < >
= −  und
1 4 3
001 011 111G G G< > < > < >
= − (13)
Der Faktor J ist ein Maß zur Quantifizierung der elastischen Anisotropie. Falls er den
Wert null hat, wird das Verhalten isotrop modelliert und je größer sein absoluter Wert ist,
desto ausgeprägter wird die Anisotropie. Bei negativen Werten von J gehen die
elastischen Verformungen mit einer Volumenabnahme des Körpers einher. Die
üblicherweise gemessenen positiven J-Werte weisen auf eine Volumenzunahme des
Festkörpers hin.
Das inelastische Verformungsverhalten, d.h. die bleibende Verformung bei Entzug der
äußeren Last, wird durch die stoffgebundenen Versetzungsbewegungen bestimmt. Diese
wiederum leiten sich für kfz-Gitter aus der Summe der aktivierten Versetzungsgleitung
im Werkstück ab.
2.8.1 Kristallographische Ansätze
Die kristallographischen Modelle beruhen auf der Annahme, daß für die Aktivierung
eines Gleitsystems eine kritische Schubspannung notwendig ist. Skalare Stoffgleichungen
werden so formuliert, um die aus der Beanspruchung resultierenden Versetzungsgleitung
auf einem Gleitsystem zu beschreiben. Um zu ermitteln, welches Gleitsystem zuerst
aktiviert wird, d.h. Scherung hervorruft, benötigt man ein Kriterium. Zur Ermittlung der
inelastischen Dehnung eines Körpers werden die aus der Aktivierung der Gleitsysteme
resultierenden Scherungen wie folgt für kfz-Gitter beschrieben [58]:
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ε γ γijin ijoS
s
oS
ij
cS
s
cSm m= +
= =
 
1
12
1
6
   Indizes: o = oktaedrisch, (14)
 c = kubisch
Stoffgleichungen, die die Scherung und kritische Schubspannung miteinander verbinden,
können auf der Gleitrichtung formuliert und dann mit der oben beschriebenen Gleichung
verknüpft werden. Es gibt verschiedenen Modelle, die das inelastische Verhalten
beschreiben.
Das Modell von Svoboda sagt das Kriechverhalten von <001>-orientierten
einkristtallinen Proben aus Superlegierungen voraus [59]. Bei der ersten Annahme finden
die Kriechvorgänge nur in den γ−Kanälen statt. In den γ-Kanälen kommt es dann zur
Aktivierung der Gleitsysteme und es entstehen Versetzungen, die zur γ/γ‘-Grenzfläche
gleiten und sich dort aufstauen, ohne in die γ‘-Ausscheidungen einzudringen. Diese erste
Formulierung beschreibt auch die dynamische Erholung von den gebildeten
Versetzungsstrukturen, d. h. daß Versetzungsschleifen entlang der γ/γ‘−Grenzfläche
klettern, bis sie sich annihilieren. Bei der Erweiterung des Modells wird die Wirkung
zusätzlicher Mechanismen auf das Verformungsverhalten mit berücksichtigt. Als
Mechanismus für diesen Vorgang wird angenommen, daß der Ausgleich
unterschiedlicher Elementkonzentrationen im γ-Mischkristall bzw. innerhalb der γ‘-
Ausscheidung durch diffusionsbedingten Transport einzelner Atome der
Legierungselemente kompensiert wird. Die Reifung der Flöße wird ebenfalls beschrieben.
Das Modell strebt an, Kriechvorgänge bis zu hohen Dehnungen simulieren zu können.
Die Formulierung des Modells erlaubt die Abschätzung der plastischen Verformung
einer, durch eine angelegte einachsige Spannung beanspruchten Einheitszelle, deren
Flächen senkrecht zu den Hauptrichtungen des Kristalls stehen. Die Einheitszelle umfaßt
ein γ’-Teilchen mit seinen ihn umgebenden γ-Kanälen. Unter Annahme der Erhaltung des
γ’-Volumenanteiles wird die Geometrie der Einheitszelle durch vier Parameter
(2 γ’-Teilchenkantenlängen, 2 γ-Kanaldicken) gegeben. Die Spannungstensoren sind in
vertikalen bzw. horizontalen γ-Kanälen und in den γ’-Teilchen unterschiedlich. Die
Versetzungsdichten hängen von der Orientierung der γ/γ’-Grenzflächen ab. Für die
Validierung des Modells ist das Verformungsverhalten bei hohen Temperaturen
(1000 °C) von dem bei niedrigen Temperaturen (750 °C) zu unterscheiden. Nach der
Vorhersage des Modells wird die höchste Kriechbeständigkeit von <001>-orientierten
Proben für eine Superlegierung erreicht, die bei niedrigen Temperaturen eine hohe
Fehlpassung und bei hohen Temperaturen eine niedrige Fehlpassung aufweist. Da alle
Gleichungen eindimensional ausgedrückt werden, kann das Modell jedoch noch keine
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Vorhersage über das entscheidende anisotrope Verhalten einkristalliner Superlegierungen
treffen.
Falls die Stoffgleichungen für die Gleitrichtungen rein plastisch formuliert werden, haben
Nouailhas und Cailletaud [60] bewiesen, daß sich folgende Schlußfolgerungen mit der
Vorgabe, daß die Verformungen lediglich aus der Aktivierung von oktaedrischen
Gleitsystemen resultieren, ergeben.
Die Summierung führt hier zu einem kubischen Hill’schen Kriterium, dessen
Anisotropiefaktor m den Wert minus zwei Drittel hat. Zweitens wird angenommen, daß
oktaedrische sowie kubische Gleitsysteme dieselbe Fließgrenze aufweisen und
gleichzeitig aktiviert werden können. In diesem Fall führt die Summierung aller
Gleitungen zu einem kubischen Hill’schen Kriterium mit einem Anisotropiefaktor m von
minus ein Drittel. Falls die Fließgrenzen oktaedrischer bzw. kubischer Gleitsysteme
unterschiedlich gesetzt werden, führt die Gleichung 18 zur kubischen Hill’schen
Formulierung mit einem Faktor m, dessen Wert in Abhängigkeit vom Anteil an
aktivierten oktaedrischen bzw. kubischen Gleitsystemen variiert.
Der Vergleich der Vorhersage von kristallographischen Ansätzen mit auf
Kontinuumsmechanik basierenden Kriterien kann lediglich unter der Annahme von reiner
Plastizität, durchgeführt werden.
2.8.2 Kontinuumsmechanische Ansätze
Hierbei wird ein Festkörper als Kontinuum betrachtet, dessen Werkstoffsymmetrien mit
Hilfe eines Potentials berücksichtigt werden. Alle Stoffgleichungen beruhen auf
metallphysikalischen Mechanismen. Die Berechnung der Dehnungen erfolgt aus der
Verknüpfung einer ausgewählten Fließregel mit dem Potential. In der
Kontinuumsmechanik wird haufig von Mises’sche Vergleichsspannung zur Auslegung
isotroper Werkstoffe verwendet [61]. Hierzu erfolgt eine Modifizierung des isotrop
formulierten Kriechpotentials durch den Anisotropietensor Aijkl. für die Hill’sche Theorie
ΦHill ijkl
H
ij klA=
1
2
σ σ* * (15)
mit σ σ σij ij ijSpur
* ( )= − 1
3
: Deviator des Spannungstensors
Der Anisotropietensor Aijkl wurde ursprünglich für die Orthotropie eingeführt, wobei
F,G,H,L,N, und M die Hill’schen Konstanten sind:
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(16)
Da die Orthotropie als Speziallfall der kubischen Anisotropie angesehen wird, vereinfacht
sich der Anisotropietensor Aijkl .In der folgenden Gleichung ist der Anisotropietensor in
Bezug auf das kristallographische Koordinatensystem dargestellt.
N=L=M und H=G=F
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(17)
Im Gegensatz zur Fließregel, die das einachsige Werkstoffverhalten wiedergibt,
beschreibt der Anisotropietensor ausschließlich die Orientierungsabhängigkeit des
Verhaltens. Da durch den Anisotropietensor die relative Verformungsbeständigkeit
beliebiger kristallographischer Richtungen beschrieben werden soll, darf H willkürlich
festgesetzt werden, was die Anzahl unabhängiger Koordinaten des Anisotropietensors auf
eins reduziert. Daher läßt sich der kubische Hill’sche Anisotropietensor wie folgt
darstellen:
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m ist einziger temperaturabhängiger Werkstoffparameter für die Beschreibung der
kubischen Anisotropie. Daraus ergibt sich für das Hill’sche Potential:
[ ]ΦHill m= + + + + + +∗ ∗ ∗ ∗ ∗ ∗12 2 1112 22 2 332 12 2 132 232σ σ σ σ σ σ) ( )( ) (19)
Wenn m gleich 0 ist, dann ist die von Mises’sche Vergleichspannung als Quadratwurzel
des Potentials zu erkennen. Daraus folgt für die Berechnung der Kriechrate im
sekundären Kriechbereich die Fließregel zu:
ε λ
∂Φ σ
∂σ
•
∗
∗
=ij
in ij
ij
( )
,  mit λ σ= < > −
3
2 001
1k V
n
 und ( )σ σV ij= ∗3Φ (20)
Die Fließregel 20 und das kubische Hill’sche Potential führen zu dem folgenden
expliziten tensoriellen Ausdruck der minimalen Kriechgeschwindigkeiten in
Abhängigkeit vom Spannungstensor:
ε σ σ
•
< >
− ∗
=ij
in
V
n
ijkl klk A
3
2 001
1 0 (21)
Aus der obigen Gleichung wird deutlich, daß der quadratische Charakter des Hill’schen
Potentials zu linearen Zusammenhängen zwischen den Komponenten des
Spannungstensors und des Kriechgeschwindigkeitstensors führt.
Die Theorie von Nouhailhas [62]basiert auf der Hill’sche Theorie. Auf der Grundlage
eines thermodynamischen Potentials, wurden Stoffgesetze entwickelt, um eine anisotrope
Formulierung für den Fall der kubischen Symmetrie zu erhalten.
Experimentell wurde beobachtet, daß die Dehnungen einer tordierten <001>-orientierten
Probe einen inhomogenen Verlauf entlang des Umfang zeigten. Es zeigte sich, daß bei
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niedrigen Temperaturen, die <011>-Bereiche stärker, als die <001>-Bereiche verformt
werden. Das Schmidt’sche Gesetz bestätigt diese experimentelle Beobachtung. Die
Hill’sche Theorie sagt aber ein homogenes Verformungsverhalten für jeden Punkt auf
dem Umfang voraus. Nach Nouailhas ist diese fehlende Vorhersage auf den
quadratischen Ausdruck des Hill’schen Potentials zurückzuführen und begründet den
Einbau zusätzlicher kubischer Invarianten im Kriechpotential. Detaillierte Informationen
sind [63] zu entnehmen.
Im folgenden Kapitel wird das mikrostruktur abhängige Modell zur Beschreibung der
<001>-orientierten einkristallinen Turbinenschaufeln erläutert. Es sei hier darauf
hingewiesen, daß nur die kontiniuumsmechanischen Ansätze weiter verfolgt werden.
2.9   Benutzte Theorie für die <001>-orientierten großen einkristallinen
Turbinenschaufeln aus CMSX-4
Das im folgenden benutzte mikrostrukturabhängige Modell diente ursprünglich zur
Beschreibung des inelastischen Verformungsverhalten von polykristallinen Ni-Basis-
Superlegierung  IN738LC und wurde am IWV 2 entwickelt. Das Ziel des Modells besteht
in der Abschätzung der bleibenden Verformung, unter Berücksichtigung der aktuellen
Beanspruchung und der Werkstoffgeschichte. Die Gleichungen des Modells beschreiben
sowohl, plastische Vorgänge, als auch Kriechprozesse[64]. Der Ausgangszustand für die
Analyse ist das gefertigte Bauteil nach der Wärmebehandlung.
Das Modell beruht auf der Annahme, daß die Dehnungen sehr klein sind und sich die
Gesamtdehnung aus einem elastischen, einen viskoplastischen und einen thermischen
Anteil zusammensetzen. Die thermische Dehnung wird mit Hilfe des
Wärmeausdehnungskoeffizienten berechnet und die elastische Dehnung über das
Hook’sche Gesetz. Die inelastische Dehnung wird durch die Integration der inelastischen
Dehnrate über der Prüfdauer ermittelt. Alle orientierungs- und temperaturabhängigen
Werkstoffparameter sind in Tabelle Anhang A zu finden.
ε ε ε εij ij
th
ij
e
ij
indt= + +
•
 (22)
ε δ αijth ij w T= ∆ (23)
ε σij
e
ijkl klS= (24)
Wie schon in den vorherigen Kapiteln erwähnt, wird davon ausgegangen, daß mit der
Floßentwicklung die ursprünglichen kubischen Symmetrien des Werkstoffes
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verschwinden [65]. Die γ’-Teilchen wachsen zusammen und bilden platten- bzw.
stabförmige γ’-Teilchen, die als Quader idealisiert werden. Die kontinuierliche
Umgestaltung wird mit Hilfe des Vektors δi  beschrieben, dessen drei Koordinaten der
normalisierten Länge, Breite und Höhe eines Quaders entsprechen. Da die γ’-Teilchen
sich den Kristallhauptrichtungen folgend entwickeln, wird der Vektor δi  im
kristallographischen Koordinatensystem ausgedrückt. Wenn die drei Koordinaten gleich
eins sind, findet die Floßbildung nicht statt, d. h. die γ’-Teilchen bleiben würfelförmig.
Mit der kontinuierlichen Entwicklung der Flöße wird angenommen, daß die
makroskopischen anisotropen Eigenschaften des Werkstoffes dem Gefügezustand
entsprechend modifiziert werden. Für diesen Fall wird deshalb vorgeschlagen, ein
Potential zu formulieren, das vom Spannugszustand σij, sowie von der durch den Vektor δi
definierten Floßgeometrie abhängt:
Φ=Φ(σij, γ’- Teilchengeometrie)      ,         Φ=Φ(σij, δi) (25)
Das Potential Φ  wird als kubische Invariante bezüglich des Spannungstensors σij  und des
γ’-Vektors δi  ausgedrückt:
Φ Φ( , ) ( , )σ δ σ δij i ij jk kl ij jP P P= (26)
So daß folgender Ausdruck für das Potential geschrieben werden kann:
( ) ( )Φ =  − + +  + − + −




∗ ∗ ∗
1
2 3 2 1 1 1 1
1
2
22 33
2
3
2
1 2 12
2δ
σ σ δ δ δ σ( ) ' ( ) ' ' ( )m a a (27)
mit a’, a’’: temperaturabhängige Werkstoffparameter.
Die obige Gleichung für das viskoplastische Potential Φ  ist identisch mit dem des
orthotropen Hill’schen Potentials, dessen sechs Koeffizienten (F, G, H, K, L, M) mit den
Koordinaten δi  verknüpft werden. Falls die γ’-Teilchen würfelförmig bleiben, haben alle
δi  den Wert eins, und Φ  wird identisch mit der kubischen Formulierung des Hill’schen
Potentials. Falls sich Flöße bilden, führt die kontinuierliche Änderung der δi-Werte zur
Modifikation des Potentials Φ. Infolgedessen wird das Werkstoffverhalten als orthotrop
mit einer kontinuierlichen Änderung der anisotropen inelastischen Eigenschaften
simuliert. Der entsprechende Anisotropietensor läßt sich wie folgt darstellen:
2 Grundlagen
47
A A A
A A
A A
A A
A A
A A
ijkl =
+ − −
− + −
− − +






δ δ δ δ
δ δ δ δ
δ δ δ δ
3
2
2
2
3
2
2
2
3
2
3
2
1
2
1
2
2
2
1
2
2
2
1
2
1212 1212
1212 1212
1313 1313
1313 1313
2323 2323
2323 2323
3 3 3 3
0 0 0 0 0 0
3 3 3 3
0 0 0 0 0 0
3 3 3 3
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0




























(28)
mit:
A
m
a a1212 3
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1 1 1=
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+ − + −( ' ( ) ' ' ( ))δ δ δ
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m
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Die inelastische Dehnrate läßt sich dreidimensional, mit Hilfe der viskoplastischen
Fließregel und des oben definierten Potentials dreidimensional wie folgt ausdrücken:
ε σ σ
•
< >
−
∗
=ij V
eff N
ijkl kl
effK A
3
2 001
1( )* , mit (29)
K<001>, N: viskoplastische Werkstoffparameter und
Aijkl: mikrostrukturabhängiger Anisotropietensor
Die Formel für die effektive Vergleichspannung
σ σ σv
eff
ijkl ij
eff
kl
effA= ∗ ∗
3
2
mit Aijkl  gemäß Gleichung 28 (30)
Da inelastische Vorgänge unabhängig vom hydrostastischen Druck ablaufen, ist die
inelastische Dehnrate unter Zuhilfenahme des Deviators des Spannungstensors zu
berechnen. Um den Einfluß des Gefüges auf das Verformungsverhalten zu betrachten,
wird angenommen, daß nur ein Teil der angelegten Spannung bleibende Verformungen
bewirkt. Der effektive Spannungsanteil wird als Differenz zwischen äußerer Spannung
und innerer Spannung ausgedrückt:
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σ σ σij
eff
ij ij
i
= − (31)
Die Definition der inneren Spannung σi  ist der Widerstand der Mikrostruktur gegen die
durch äußere Spannung hervorgerufene Verformung. Da die Bewegung von
Versetzungen die inelastischen Verformungen bewirkt, stellt die innere Spannung die
Wechselwirkung zwischen der Mikrostruktur und den beweglichen Versetzungen dar. Die
innere Spannung können aus zwei Anteilen zusammengesetzt werden:
σ σ σij
i
ij
b
ij
p
= + (32)
Die Rückspannung (oder Back-stress) σbij  stellt die Wechselwirkung der beweglichen
Versetzungen mit der Versetzungsstruktur dar in den γ-Kanälen. σpij  beschreibt die
Wechselwirkung der Versetzungen mit den γ’-Teilchen.
Die gesamte bleibende Dehnung einkristalliner Superlegierungen resultiert aus
Kriechvorgängen, die in der γ-Phase und in der γ’-Ausscheidung ablaufen. Zur
Beschreibung des jeweiligen Anteils wird der Winkel γ eingesetzt (äquivalent zu q0
angewandt in der isotropen Formulierung des mikrostrukturabhängigen Modells). Zur
Veranschaulichung des Winkels β  dient das Bild 2.13.
β
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Bild 2.13: Schematische Darstellung des Winkels β
Bei der Ableitung des Winkels β  wird davon ausgegangen, daß bei niedrigen Spannungen
bzw. niedrigen Dehnraten die Ausscheidungshärtung oder die Wechselwirkung zwischen
den Versetzungen und den γ’-Teilchen entscheidend für die Verformungsmechanismen
ist. Versetzungen haben unter diesen Bedingungen genug Zeit, sich ohne gegenseitige
Behinderung zu bewegen, ohne in den γ-Kanälen miteinander in Wechselwirkung zu
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treten und sich gegenseitig zu stören. Sie können daher die γ/γ’-Grenzfläche erreichen, wo
sie mit der γ’-Ausscheidung in Wechselwirkung treten. Bei hohen Spannungen bzw.
hohen Verformungsraten ist die gegenseitige Behinderung der Versetzungen in den γ-
Kanälen der entscheidende Verfestigungsmechanismus. Versetzungen blockieren sich
gegenseitig und können deshalb nicht die nächste γ’-Teilchenoberfläche erreichen. Der
Winkel β  ergibt sich als Funktion der Vergleichsspannung σv :
β pi σ
σ
=






2
V
Y
p
(33)
mit p: temperaturabhängiger Werkstoffparameter, σy: Fließgrenze in der <001>-
Richtung.
Bei geneuarer Betrachtung von Gleichung 32, beschreibt erste Anteil σbij  (Rückspannung
oder Back-stress) den Widerstand gegen Kriechen aufgrund der Wechselwirkung der
Versetzungen untereinander. Die Rückspannung σbij  beschreibt vorrangig die in der γ-
Phase ablaufenden Kriechvorgänge. Mit zunehmenden hervorgerufenen Kriechdehnungen
steigt die Vesetzungsdichte an, was zur Erhöhung gegenseitiger Störungen zwischen
beweglichen und ortsfesten Versetzungen (Verfestigung) führt. Der zweite Anteil σpij
beschreibt dabei den Widerstand des Materials gegen Kriechen aufgrund der
Wechselwirkung der Versetzungen mit den γ’-Teilchen. σpij hängt nur von der angelegten
Spannung und der Größe der Ausscheidungen ab. Der Ablauf beider Mechanismen führt
zu einem Bereich minimaler Dehnrate. Dementsprechend erreicht σbij  einen
Sättigungswert σbsatij. Die tensorielle Größe σbij  entspricht der kinematischen
Verfestigung und beschreibt das primäre Kriechen. Die Entwicklungsgleichung für die
Rückspannung basiert auf der Proportionalität zwischen der Rückspannungsrate und der
Differenz zwischen dem momentanen und dem Gleichgewichtswert. Es wird davon
ausgegangen, daß der Proportionalitätsfaktor temperatur-, orientierungs- sowie
dehnratenabhängig ist. Dieser Faktor ist von großer Bedeutung, da er die Zeit bis zum
Erreichen der minimalen Dehnrate sowie die akkumulierte bleibende Dehnung im
sekundären Bereich bestimmt. Unter der Annahme, daß der Ausgangswerkstoff nahezu
versetzungfrei ist, wird die Entwicklungsgleichung der Rückspannung wie folgt
formuliert:
( )σ λ ε σ σ• •= −ijb vin ijkl klbsat klbV (34)
σ ij
b t( )= =0 0 (35)
mit λ: temperaturabhängiger Werkstoffparameter
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Der Ausdruck des Gleichgewichtswertes (Gleichung 36) bei dem die minimale Kriechrate
erreicht wird, kommt aus den ursprünglich entwickelten, isotropen Stoffgleichungen des
mikrostrukturabhängigen Modells
σ β σ σ
ασ
ij
bsat V
n N N
ij
k e
K
V
= −
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mit: σ σ σV ijkl ij klA=
∗ ∗
3
2
0 wenn
3
2
0A ijkl ij kl Yσ σ σ
∗ ∗ < (37)
σ σV Y=  wenn
3
2
0A ijkl ij kl Yσ σ σ
∗ ∗ ≥
k<001>, n0, α: temperaturabhängige Kriechparameter des Werkstoffes
Zur Berechnung der Vergleichsspannung σv wird der Anisotropietensor Aoijkl laut
Gleichung 28 benötigt, dessen Darstellung den kubischen Symmetrien des
Ausgangswerkstoffes entspricht. Die Dehnratenabhängigkeit läßt sich mit Hilfe der
Vergleichsdehnrate beschreiben:
( )ε σ• < >=vin veff NK 001 (38)
Was die Versetzungsstrukturabhängigkeit angeht, hat sich gezeigt, daß die folgende
Gleichung phänomenologisch am besten das Verhalten von CMSX-4 beschreibt:
λ λ β= 0 2(cot ) mit λo: temperaturabhängiger Werkstoffparameter (39)
Zur Modellierung der Ausscheidungshärtung wird angenommen, daß die Größe und die
Morphologie der γ’-Teilchen entscheidend sind. Da fast alle γ’-Teilchen nach der
thermischen Behandlung dieselbe Größe besitzen und regelmäßig verteilt sind, wird die
räumliche Verteilung nicht berücksichtigt, ergibt sich der Anteil der inneren Spannung
σpij  in tensorieller Form zu:
σ
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Die Teilchengröße ai  ist die Kantenlänge der γ’-Teilchen in Richtung ei.
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ai = a δi (41)
Die Entwicklungsgleichung von a bezieht sich auf die LSW-Theorie aus Gleichung 2.
a a
V t
a
pkt
= +0
0
3
1
31( ) (42)
mit
f a
a
a
wenn a a
f a
a a
a
wenn a a
i
i
i s
i
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i s
( )
( )
= ≤
= >
0
0
2
(42a)
mit as: kritische Kantenlänge eines γ’-Teilchens
Die Überwindung eines γ’-Teilchens mit einer Kantenlänge, die kleiner als die kritische
Kantenlänge as ist, erfolgt vorzugsweise durch Schneiden von Versetzungen. Die
Wechselwirkung zwischen Versetzungen und γ’-Teilchen mit Kantenlängen größer als as
erfolgt durch Umgehen. Falls die γ’-Teilchen als thermodynamisch stabil angenommen
werden, und die Ausgangskantenlänge kleiner als die kritische Kantenlänge ist, nimmt die
Korrekturfunktion f(ai) den konstanten Wert 1 ein.
Bei der Modellierung der durch die Floßbildung induzierten Anisotropie wird davon
ausgegangen, daß die treibende Kraft der Floßbildung in dem unterschiedlichen Abbau
der Kohärenzspannung der jeweils betrachteten γ’-Würfelfläche besteht. Der
Spannungsabbau erfolgt durch die Einlagerung von Versetzungen an der γ/γ’-
Grenzfläche. Lagern sich viele Versetzungen auf einer bestimmten γ’-Würfelfläche ein,
ist die Wechselwirkung der Versetzungen mit dem entsprechenden γ’-Teilchen auf dieser
Würfelfläche stark. Infolgedessen werden die Kohärenzspannungen auf der
entsprechenden γ’-Würfelfläche stark abgebaut.
Die Wechselwirkung zwischen den Versetzungen und einem γ’-Teilchen wird im Rahmen
des mikrostrukturabhängigen Modells mit Hilfe des Anteils σpij  des inneren
Spannungtensors beschrieben. Die Wechselwirkung der Versetzungen mit einem γ’-
Teilchen auf der senkrecht zu ei  stehenden Würfelfläche, läßt sich laut der Definition des
Spannungstensors, und nach Multiplikation des Spannungstensors mit dem Vektor ei,
berechnen. Da die Floßbildung diffusionsbedingte Transportvorgänge von γ’-bildenden
Elementen erfordert, ergibt sich die Entwicklungsgleichung der Änderung der γ’-
Morphologie ebenfalls als Funktion der Zeit zu:
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Unter der Annahme der Erhaltung des γ’-Volumenanteils lassen sich die normalisierten
Kantenlängen der γ’-Teilchen aus den Zwischenvariablen χi  wie folgt berechnen:
δ χ
χ χ χ
i
i
=
( )1 2 3
1
3
(44)
Der Werkstoffparameter η, dessen Vorzeichen gleich dem der γ/γ’-Gitterfehlpassung der
untersuchten Legierung sein soll, bestimmt die bei unendlicher Belastungsdauer
eingestellte Morphologie der Flöße. τf ist eine temperaturabhängige Zeitkonstante, die die
Geschwindigkeit der Floßbildung wiedergibt.
Zur Berechnung des ersten Umlaufes wird zur Zeit t=0 die innere Spannung σpij  mit
f(ai)=1 aus Gleichung 40 berechnet. Das bedeutet daß man σpij für den Zeitpunkt t=0
erhält.
Für den nächsten Schritt (t=1) setzt man in Gleichung 43 für σpij  das eben errechnete σpij
zum Zeitpunkt t=0 ein und erhält χi. χi  setzt man wiederum in Gleichung 44 und erhält δi.
Mit δi  berechnet man in Gleichung 41 ai, welches für Gleichung 42a benötigt wird. Mit
Hilfe der Gleichung 42a ermittelt man nun σpij  zum Zeitpunkt t=1 usw..
Mit Versuchen an Modellturbinenschaufeln soll dieser zuletzt dargestellte Sachverhalt
bzw. die Anwendbarkeit der Methode zur Berechnung experimentell überprüft werden.
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3  Experimentelle Untersuchung der Modellturbinenschaufel
3.1  Herstellung und Geometrie
Turbinenschaufeln unterliegen komplexen thermomechanischen Belastungen. Die im
Rahmen der Arbeiten zur Stoffgesetzerarbeitung entwickelte Modellturbinenschaufel soll
eine Vereinfachung gegenüber den realen Schaufeln darstellen. Jedoch wurden
betriebsähnliche Belastungsbedingungen eingestellt, um Rückschlüsse auf das
Versagensverhalten des Werkstoffes in einer Komponente zu ziehen. Im Rahmen des
Sonderforschungsprogramms SFB 370 wurden von ACCESS e.V. einkristalline, von
innen kühlbare Modellturbinenschaufeln aus CMSX-4, wie in Abbildung 3.1 zu sehen,
zur Verfügung gestellt. Die gerichtete Erstarrung erfolgte in einem Bridgman-
Stockbarger-Ofen, wie in Kapitel 2.3 beschrieben. Zur Gestaltung der drei Kühlkanäle
kamen keramische Kerne zum Einsatz. Diese werden im Wachsmodell und damit
innerhalb der Formschale mit Platinstiften festgehalten. Wachsmodelle und keramische
Kerne wurden vom Feingußwerk Thyssen hergestellt. Nach der Erstarrung wurden die
keramischen Kerne in einer Natriumhydroxid-Lauge aus dem Bauteil ausgelöst.
Abbildung 3.1: Modellschaufel nach der Erstarrung
21cm
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Bei der Erstarrung des schroffen Überganges vom Schaufelfuß zum Schaufelblatt nimmt
die abzuführende Wärme drastisch ab. Dies begünstigt die Bildung neuer Kristallkeime.
Da diese Übergangsphase durch die kontinuierliche Einstellung der Erstarrungsparameter
schwer zu beherrschen ist, muß die Geometrie der Modellschaufel gemeinsam mit den
Gießfachleuten optimiert werden. Die Schaufelblatthöhe beträgt 150mm ohne Flansch
und die Flanschhöhe 30mm. Das Schaufelprofil ist 72mm lang und 24mm breit.
Die Modellschaufel wird nach den für CMSX-4 spezifizierten
Wärmebehandlungsmaßnahmen lösungsgeglüht und ausscheidungsgehärtet, wie im
Kapitel 2.5.3 beschrieben. Bei der Untersuchung des thermomechanischen Verformungs-
und Versagensverhaltens von innengekühlten Turbinenschaufeln, wurden die Fliehkraft
und die Start- und Abschaltvorgänge simuliert. Belastungen wie Biege- oder
Torsionsmomente sind nicht berücksichtigt. Die Simulation der Fliehkraft wird durch
Aufbringen einer konstanten Last erzeugt.
3.2  Versuchsaufbau
Die Modellturbinenschaufeln werden auf beiden Seiten in eine servohydraulische
Viersäulenprüfmaschine eingespannt. Dabei wird die Kraft axial auf die Schaufeln
aufgebracht und Temperaturzyklen sowie konstante Temperaturen ausgesetzt. Es können
Lasten maximal von 500kN dynamisch, bis 1000kN statisch aufgebracht werden. Geplant
waren statische Zugkräfte bis zu 90kN.
Die Modellschaufeln haben drei voneinander getrennt regelbaren Kühlkanäle, die mit
Preßluft (Eingangstemperatur der Preßluft beträgt 23°C) durchströmt werden. Die
Durchflußmenge kann durch Ventile für jeden Kanal getrennt geregelt werden. Eine
Hochfrequenzspule sorgt für die Einbringung der Temperatur in die Schaufeloberfläche
(Abbildung 3.2). Die Form der wassergekühlten Kupferspule wird an das
Schaufelblattprofil angepaßt. Die Leistungseinbringung erfolgt über einer HF-Generator
der Firma Hüttinger. Bei über 500 kHz wird der Skin Effekt ausgenutzt, d.h. die
Wärmeeinkopplung findet nur an der Oberfläche der Schaufel statt, mit einer
Eindringtiefe von 0,2mm.
Mit zwölf, über dem Umfang des Schaufelprofils angebrachten, Pt-PtRh
Thermoelementen werden die Temperaturen erfaßt. Mit Hilfe eines Pyrometers wird die
heißeste Stelle der Schaufel überwacht, damit keine Überhitzung stattfinden kann.
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Abbildung 3.2: Versuchsaufbau
Die globale Dehnung der Schaufel wird an der Austrittskante über zwei Quarzstäbe
abgegriffen und auf ein Extensiometer übertragen. Das Extensiometer ist mit
Widerstands-Dehnungsaufnehmern ausgestattet. Die Messung erfolgt über ein
Metallelement, das mit den Wegaufnehmern verbunden. Die Relativbewegungen der
Quarzstäbe bewirkt eine Durchbiegung des Metallelementes und somit eine Änderung des
Widerstandes der Dehnungsmeßstreifen, wodurch wiederum die Dehnung angezeigt
werden kann.
Alle Parameter wie Temperatur, Dehnung, Zugkraft, Austrittstemperatur und
Kühllufteinlasstemperatur werden auf einem Meßschreiber aufgezeichnet.
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3.3  Wärmeeinbringung und Temperaturprofil
Für möglichst schnelle Wärmeeinbringung in die Probenoberfläche, eignet sich das
hochfrequente induktive Verfahren. Der elektrische Wechselstrom erzeugt mittels einer
wassergekühlten Kupferspule elektromagnetische Wechselfelder, die in der Wand der
Modellschaufel elektrische Wechselströme induzieren, wodurch das Material aufgrund
seines elektrischen Widerstandes aufgeheizt wird. Die Wärmeeinbringung wird über die
Frequenz, die Spulengeometrie und die Leistung gesteuert. Dabei bestimmt die Frequenz
des magnetischen Wechselfeldes, abhängig vom Material, die Eindringtiefe der
elektrischen Wirbelströme in der Wand und die Spulenform, die räumliche Verteilung.
Die in der Wand induzierten elektrischen Wechselströme erzeugen wieder ein
magnetisches Wechselfeld. Mit zunehmender Frequenz wird der induzierte elektrische
Strom in die äußeren Bereiche der Wand gedrückt (Skin-Effekt) und die Schaufel in der
Oberfläche aufgeheizt. Bei fast allen Versuchen trat das Problem der Überschläge auf,
was wiederum einen Generator Ausfall bedeutet. Dem wurde vorgebeugt, indem eine
Quarzglasscheibe zwischen Spule und Modellschaufel positioniert und die Maschine neu
geerdet wurde. Wie schon erwähnt wurden die Temperaturen an der Oberfläche der
Schaufel mit Thermoelementen gemessen und im Kühlkanal berechnet. In Abbildung 3.3
werden beispielhaft die gemessenen und berechneten Temperaturverteilung über der
Schaufel dargestellt.
Abbildung 3.3: Beispiel für die berechnete Temperaturverteilung in [°C] in der
Modellschaufel während der Haltezeit.
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Es stellt sich keine homogene Temperaturverteilung über der Schaufel ein. Die so
eingestellten Temperaturgradienten über den Schaufelquerschnitten sind ähnlich den
typischen betriebsbedingten Temperaturgardienten. Ähnliche Verteilungen der
Temperatur wurden bei allen Modellschaufeln beobachtet. Auch durch Nachjustieren der
HF-Spule war eine homogenere Temperaturverteilung über der Schaufel nicht
zufriedenstellend einzustellen.
3.4  Versuchsdurchführung und Auswertung der Modell-
schaufelversuche
Ungewöhnliches trat schon bei der ersten Modellschaufel auf, die noch mit der „alten“ (Im
SFB370 wurde die Modellschaufel mit zunächst vollen runden Einspannungen hergestellt)
Einspannung getestet wurde. Es fiel ein sekundär Korn aus der Schaufel (Abbildung 3.4).
Die Bildung des sekundären Korns während des Versuchs, wurde wahrscheinlich durch
unterschiedliches Seigerungsverhalten ausgelöst, verursacht durch einen Pin, der zur
Befestigung des Schaufelkerns während des Gießvorganges dient. Nach den Erfahrungen
bei einer industriellen Fertigung sollte sich der Pt-Pin ohne Seigerung auflösen. Die
übliche industrielle Technik ist es, große Gießkerne im Wachsmodell mit Pt-Pins zu
fixieren. Der Pin sollte so fein sein, daß er sich nach dem Abguß beim Erstarren ohne
Seigerungen in der Superlegierung auflöst. Nach Aussage von Gasturbinenschaufel
Herstellern, wie Howmet und Feinguß Thyssen, ist nach dem Abguß kein Platin in der
Superlegierung analytisch nachzuweisen. In dem untersuchten Fall muß wohl der Pt-Pin zu
stark gewesen sein, es konnten sehr wohl Mikroseigerungen mit Pt-Anreicherungen
gefunden werden. Es wird vermutet, daß diese Bereiche während der Belastung dann zur
Keimbildung von sekundären Kornwachstum geführt haben. Modellschaufeln mit
derartigen Handicaps aus der Herstellung sind für eine Validierung von Stoffgesetzen nicht
zu verwenden.
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Abbildung 3.4: Modellschaufel mit herausgefallenem sekundär Korn
Um die Gießbarkeit der Schaufeln zu verbessern und zu vereinfachen, wurde für die
nachfolgenden abzugießenden Modellschaufeln eine optimierte Einspannung entwickelt
und mit den Gießern von ACCESS e.V. abgestimmt.
Die Modellschaufeln sollten mit konstanten Zugkräften belastet werden, die um 90kN
liegen. Jedoch traten einige Probleme in Bezug auf die Belastbarkeit auf, der
Modellschaufel mit der modifizierten geometrischen Ausführung auf. Die zweite
Modellschaufel zeigte beim ersten Auflegen der Last (bei ungefähr 30kN) bei 950°C
Risse, Abbildung 3.5 zeigt dies exemplarisch. Das Gleiche geschah auch bei der dritten
und vierten Modellschaufel.
Sekundär Korn
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Abbildung 3.5: Rißbildung beim Auflegen der Last
Bei der nachfolgenden Postmortem-Untersuchungen konnten keine gravierenden
Dickenunterschiede über dem Schaufelquerschnitt oder Gußfehler festgestellt werden, so
daß keine Erklärung für das schnelle Versagen der Turbinenschaufel gefunden werden
konnte. Auch wenn gelegentlich, wie in  Abbildung 3.5, Risse von den aufgepunkteten
Thermoelementen ausgegangen sein könnten. In der Vergangenheit sind auch Risse an
den aufgepunkteten Thermoelmente beobachtet worden, jedoch sind diese nicht
gewachsen, wie in diesem Fall.
Außenseite Innenseite
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Die fünfte Modellschaufel versagte nach 160h bei 950°C und einer konstanten Last von
30kN (Abbildung 3.6). Die Last wurde deswegen so niedrig gewählt, weil die vorherigen
Versuche zeigten, daß die Schaufeln schon bei niedrigen Lasten versagten. Dieser
Versuch sollte ein reiner „Kriechversuch“ sein, d.h. die Untersuchung sollte der
Überprüfung der Mikrostruktur dienen, ob sich eine ausgeprägte Floßstruktur einstellt.
Abbildung 3.6: Durchgeschwungene Turbinenschaufel nach 100h bei 950°C und
einen konstanten Last von 37kN
Die ersten Risse an dieser Schaufel traten auf der Schaufelblattmitte auf. Während des
Experimentes sind diese Risse durch den Schaufelblattquerschnitt gelaufen.
Zur Charakterisierung der Gefüge sind unterschiedliche Untersuchungsverfahren
notwendig. Während Korngröße und Dendritenstruktur mit dem Lichtmikroskop
herausgearbeitet werden können, wurden die Untersuchungen für die γ’-Teilchen im
Rasterelektronenmikroskop durchgeführt.
Die sechste Modellschaufel wurde 5 Monate unter Kriechbedingungen getestet. D.h. bei
einer Last von 60kN und 950°C. Die mirkrostrukturellen Auswertungen werden in
Kapitel 3.5 genauer beschrieben. Die gemessene bleibende Dehnung über der
Versuchszeit ist für die Modellschaufel in Abbildung 3.7 dargestellt.
15cm
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Abbildung 3.7: Gemessene bleibende Dehnung an einer Modellschaufel
(Hinterkante)
Nach den ersten 1000h Betriebszeit zeigte die Schaufel nur wenig bleibende Dehnung.
Erst nach 2500h wurde eine bleibende Dehnung von 0,85% erreicht. Am Versuchsende
betrug die bleibende Dehnung 1,18% nach 3600h.
3.5  Floßbildung (Kriechuntersuchungen an einer Modellschaufel aus
CMSX4)
Nach dem Zerschneiden und anschließenden Einbetten des Materials in Kunstharz,
werden die Flächen mit SiC-Papier bis zur 800er Größe plangeschliffen. Die Politur
erfolgt zunächst mit Diamantpaste von 6 bis 1 µm und dann mit Hilfe einer
Siliziumdioxid-Suspension (Mastermet). Um die γ’-Teilchen sichtbar zu machen, wird die
oberste Schicht elektrolytisch angeätzt. Die Ätzdauer beträgt etwa 10 bis 20 Sekunden bei
einer Spannung von 5 Volt. Das speziell für Superlegierungen verwendete Ätzmittel
besteht aus 92 ml Phosphorsäure, 5 ml Schwefelsäure und 10 g Chrom-VI-Oxid. Für die
Untersuchungen am Rasterelektronenmikroskop (REM) werden die Querschliffe durch
Platinbesputtern leitfähig gemacht.
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Auch die Schaufeln die bereits bei den Anfahrvorgängen Risse zeigten, sind auf ihre
Ausgangsmikrostruktur hin untersucht worden. Da keine Belastung der Turbinenschaufel
stattgefunden hat, müßte die Modellschaufel aus CMSX-4 nach der
Standardwärmebehandlung (Wärme- und Ausscheidungsglühung) eine gleichverteilte,
würfelförmige γ’-Ausscheidungen aufweisen. Jedoch sind die γ’-Teilchen nicht
gleichmäßig verteilt und weisen noch Unterschiede über den Dendritenast auf. Die mit
dem Rasterelektronenmikroskop aufgenommen Gefügebilder sind aus zwei verschieden
Bereichen der Turbinenschaufeln entnommen worden. Einmal aus dem Bereich der
Eintrittskante (Abbildung 3.8) und zum zweiten von der Austrittskante(Abbildung 3.9).
Abbildung 3.8: Mikrogefüge an der Eintrittskante vor Belastung
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Abbildung 3.9: Mikrogefüge an der Austrittskante vor Belastung
Die Änderung der im Ausgangszustand würfelförmigen Gestalt der γ’-Ausscheidungen
soll anhand des Beispiels einer Turbinenschaufel der Legierung CMSX-4 diskutiert
werden. Die Turbinenschaufel wurde 3800h bei 30kN und ungefähr 950-980°C an der
Oberfläche belastet. Nach 3600h betrug die gemessene bleibende Dehnung 1,18% der
Gesamtmodellschaufel, bestimmt an der Austrittskante. Die gefundenen Änderungen der
Mikrostruktur der γ/γ’-Morphologie sind in Abbildung 3.10 an unterschiedlichen
Schaufelpositionen an der Modellschaufel dargestellt.
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Abbildung 3.10: Darstellung der unterschiedlichen γ/γ’-Gefüge an verschiedener
Stellen einer belasteten Turbinenschaufel aus CMSX-4
(T=gemessene Temperatur während der statischen Verformung)
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Im Bereich der Eintrittskante, sowie der Austrittskante fand eine schwache Vergröberung
der Ausgangsstruktur senkrecht zur Belastungsrichtung statt. Jedoch liegt keine
ausgeprägte Floßstruktur, wie sie in der Literatur (Kapitel 2) beschrieben wird, vor. Auch
im Bereich zwischen Stegen und Oberfläche der Turbinenschaufel ändert sich die
Mikrostruktur, aber auch hier liegt keine ausgeprägte Floßstruktur vor. In der Nähe der
Kühlkanäle konnte keine Floßbildung gefunden werden. Das Fehlen einer ausgeprägten
Floßbildung spricht für die Langzeitstabilität des gewählten Werkstoffes.
3.6   Untersuchung an Probenstäben bezüglich Haupt- und
Sekundärdendritenachsabstand
Zusammen mit dem Partner ACCESS wurden im Rahmen des SFB370 Stabproben
gegossen, die eine Vorzugsorientierung von <001> aufweisen. Zur Bestimmung der
genauen Orientierung wurden im Forschungszentrum Jülich Laue-Aufnahmen
angefertigt, um die genaue Abweichung von der <001>-Richtung zu bestimmen. Bei
Beleuchtung eines Einkristalls mit monochromatischer Röntgenstrahlung würde in der
Regel gar keine reflektierte Intensität vorhanden sein, es sei denn, der Einkristall wäre
gerade so orientiert, daß die Geometrie die Braggsche Gleichung erfüllt. Bei Verwendung
von monochromatischer Strahlung sog. „weißes Röntgenlicht“, also das ganze Spektrum,
ergibt sich für praktisch jede Netzebene eine Wellenlänge, die der Braggschen Gleichung
genügt (Laue-Verfahren). Ein zwischen Kristall und Röntgenquelle postierter Film erhält
auf diese Weise ein Punktmuster von reflektierten Röntgenintensitäten (Abbildung 3.11).
Aus der Anordnung der Röntgenreflexe aus solchen Laue-Aufnahmen kann bei Kenntnis
der Kristallstruktur die Orientierung des Einkristalls ermittelt werden.
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Abbildung 3.11: Laue-Aufnahme
Die Messung der Abweichung von der <001>-Orientierung ist von großer Bedeutung,
weil sie mit ein Maß für die Bruchzeit der beanspruchten Proben ist. Bei einer γ‘-
Teilchengröße von 0,45µm weisen <001>-orientierte Proben eine ca. dreißigmal höhere
Bruchzeit auf als <111>-orientierten Proben [66,67].
Die Feinheit der dendritischen Struktur ist ein wichtiges qualtätsbestimmendes Merkmal.
Der Dendritenstammabstand ist deshalb eine wichtige, durch den Prozeß zu
kontrollierende Größe, da hiervon das Ausmaß an gießbedingten Seigerungen abhängt
und da die bei der Wärmebehandlung zum Diffusionsausgleich notwendigen Wegstrecken
festgelegt werden. Die hier untersuchten CMSX-4 Proben wurden nach der Bridgman
Verfahren von ACCESS e.V. am Gießereiinstitut der RWTH Aachen hergestellt und
danach funkenerosiv nach DIN 50215 zu Rundzugproben weiterbearbeitet. Die
Probenachse liegt parallel zur Erstarrungsrichtung, d.h. der <001>-Richtung. Zur
Bestimmung der genauen Orientierung der Probe wurden Laue-Aufnahmen (Abbildung
3.11) gemacht. Hierbei sollten keine Abweichungen von der <001>-Richtung auftreten,
die größer als 12° sind.
Der primäre Dendritenachsabstand bei gerichteter Erstarrung wird nach Gl. 45 berechnet,
wobei sich die Werte für den Temperaturgradienten G und die Erstarrungs-
geschwindigkeit v aus dem berechneten Temperaturfeld ergeben:
4/12/1 vGc −− ⋅⋅=λ (45)
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C ist dabei ein Ansatzfreiwert. Diese Kurven fallen für viele Nickelbasis-Legierungen in
ein enges Streuband das durch die Mittelkurve
4/12/1 vG750 −− ⋅⋅=λ (46)
beschrieben werden kann [68]. Aus Gleichung (46) erhält man λ  in µm, wenn v mit der
Einheit mm/min und G mit der Einheit K/mm eingesetzt werden.
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Abbildung 3.12: Dendritenstammabstand als Funktion der Erstarrungsparameter
G und v [68]
Das ursprüngliche Ziel war, durch Variation bei der Erstarrungsführung drei Arten von
Gefüge mit unterschiedlichen Dendritenabstand einzustellen. Wie oben geschildert, gibt
es eine Korrelation zwischen Erstarrungsgeschwindigkeit und Dendritenabstand. Das
bedeutet, daß bei unterschiedlichen g/v-Verhältnissen sich auch der Abstand zwischen
den Primärdendriten ändern sollte. Jedoch wurden trotz unterschiedlicher
Erstarrungsgeschwindigkeit, bei der mikrostrukturrellen Untersuchung, keine
Unterschiede zwischen den einzelnen Proben bzgl. der Primär- und Sekundärdendriten
gefunden. Die Untersuchungen zum Einfluß des Dendritenhauptastabstandes auf das
Kriechverhalten konnte mit diesem Probenmaterial nicht erarbeitet werden. Für die
Wirkung der Wärmebehandlung auf die Homogenisierung der γ‘-
Teilchengrößenverteilung waren leider keine Beziehungen abzuleiten, eine Verbesserung
in dem strukturabhängigen Werkstoffmodell somit nicht möglich.
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4  Finite-Elemente-Methode
Im nachfolgendem wird kurz das Prinzip der Finiten-Elemente dargestellt. Dazu gehört
neben der mathematisch-theoretischen Betrachtung auch das Einbinden des
mikrostrukturabhängigen Werkstoffmodells, wie in Kapitel 2.9 beschrieben, für die
<001>-orientierte einkristalline Turbinenschaufel in das Finite-Elemente-Programm in
ABAQUS.
4.1  Theorie der Finiten Elemente
Die Methode der Finiten-Elemente ist ein leistungsstarkes numerisches Verfahren für die
Bewältigung komplexer Aufgaben aus der Natur- und Ingenieurwissenschaft. Die
grundlegende Idee der FEM läßt sich in zwei Schritte aufteilen [69,70]. Die kontinuierlich
zusammenhängende Struktur wird durch Unterteilung in Finite-Elemente diskretisiert.
Der Verlauf der Feldvariablen wird innerhalb eines Elementes durch elementspezifische
Interpolationsfunktionen und durch Werte in den Elementknotenpunkten approximiert.
Durch Einsetzen der Ansätze in die das Problem beschreibenden Gleichungen, die im
allgemeinen als Integralausdrücke angegeben sind, wird auf Elementen die numerische
Auswertung vorgenommen. Die elementbezogenen Gleichungen werden zu globalen
Systembeziehungen zusammengefaßt. Die Auflösung dieser Systembeziehungen liefert
die Approximation der gesuchten Feldgrößen für die gesamte zu analysierende Struktur.
Die Berechnung wird von dem Finiten-Element-Programm ausgeführt. Zum Verständnis
des Programms werden im folgenden die allgemein mathematischen Grundlagen der
Finite-Element-Methode aufgezeigt.
4.2  Grundlagen
Um ein Verständnis und einen Überblick über den Ausgangszustand der FEM zur
Berechnungen der Spannungen und Verzerrungen darzustellen werden im folgenden die
mathematischen Grundgleichungen am Beispiel eines elastischen Körpers entwickelt und
später auf das inelastische Materialverhalten erweitert.
Zur Beschreibung eines elastomechanischen Verhaltens eines kleinen Körpers benötigt
man 15 Gleichungen, 6 Verzerrungs/Spannungsleichungen,
6 Verschiebungs/Verzerrungsgleichungen und 3 Gleichgewichtsgleichungen mit
insgesamt 15 Unbekannten. Weiterhin sind für eindeutige Lösungen Randbedingungen zu
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formulieren [70]. Die folgende Gleichung zeigt den Zusammenhang zwischen den
Verschiebungen und Verzerrungen:
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Der Zusammenhang zwischen der Verzerrung und der Spannung wird im rein elastischen
Fall über das Hook’sche Gesetz beschrieben.
Dabei ist E die Elastizitätsmatrix. Bis jetzt wurde noch keine Verbindung zu den äußeren
Kräften hergestellt. Diese folgt aus der Forderung des Gleichgewichts zwischen äußerer
Belastung und innerer Spannung.
Mit P dem Vektor der verteilten inneren Volumenkräfte und Dt  der transponierten
Differentialoperatormatrix. Für die strukturmechanische Analyse kann die Gleichung 46
durch eine auf dem Prinzip der virtuellen Arbeit basierenden Integralform ersetzt werden.
Dabei gilt, daß die innere virtuelle Arbeit gleich der Äußeren sein soll. Dabei ist die
äußere virtuelle Arbeit, die Arbeit der äußeren Kräfte mit ihrer virtuellen Verschiebung.
Unter den virtuellen Verschiebungen versteht man kleine gedachte Verschiebungen, die
kinematisch möglich sind. Analog ist die virtuelle Arbeit definiert.
(49)
(50)
0pDt =⋅σ⋅
dOqudVpuFudV tttt ⋅∂+⋅∂+⋅∂=⋅σ⋅ε∂ 
Volumen Volumen Oberfläche
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ε und σ können nun über die Gleichungen 45 und 46 ersetzt werden
Die Lösung dieser Gleichung ist exakt, wenn die tatsächliche Verschiebung u verwendet
wird. Da diese Gleichung nicht bekannt ist, wird ein Verschiebungsansatz angegeben:
Dadurch wird eine Verbindung zwischen einer beliebigen Verschiebung u in einem
Körper über bestimmte Stützstellen d (Knotenverschiebung) mit Hilfe einer Zeilenmatrix
G konstruiert. Unter Verwendung der Variation von Gleichung 50 kann Gleichung 49
geschrieben werden als:
Die Elementsteifigkeit k ist das Produkt aus einer Steifigkeit mit den zu einem Vektor
zusammengefaßten Knotenpunktverschiebungen. Der andere Teil der Gleichung sind die
äußeren Kräfte. Diese Gleichung stellt die Knotenverschiebungen mit den gesamten
äußeren Kräften in Relation. Das Integral wird für jedes einzelne Element gelöst und
aufsummiert. Über z.B. die Volumenkonstanz können die Einzelelemente zu einer
Struktur verbunden werden. Dabei muß beachtet werden, daß die Elemente in beliebiger
Lage miteinander verknüpft werden. Die Steifigkeiten müssen daher transformiert
werden.
Die Lösung dieses linearen Gleichungssystems liefert das gesuchte Verschiebungsfeld.
Die FEM-Gleichungen werden mit numerischen Verfahren, z.B. dem Gaußverfahren,
gelöst. Anschließend kann der Verzerrungszustand mit Hilfe von Gleichung 48 berechnet
werden. Die Gleichung 49 liefert den dazugehörigen Spannungszustand. Bei linear
elastischen Verhalten, steigt bei einer Laststeigerung von x P auch die Verschiebung auf x
U. P und U sind auf die Struktur bezogene Gesamtgrößen. Plastizität und Kriechen folgen
nichtlinearem Materialverhalten. Hier ist die Spannung σ z.B. nicht linear abhängig von
der Dehnung ε. Damit ergibt sich ein nicht lineares Gleichungssystem der Form:
(51)
(52)
(54)
Volumen Volumen Oberfläche
Elementssteifigkeit k                              äußere Kraft p
(53)
dOqudVpuFudVuDEDu ttttt ⋅∂+⋅∂+⋅∂=⋅⋅⋅∂ 
dGu ⋅=
dOqGdVpGFGddVGED)GD( ttt ⋅+⋅+⋅∂=⋅⋅⋅⋅ 
DKP ⋅=
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Die Knotenkräfte werden durch eine zustandsabhängige Steifigkeitsmatrix gebildet. Das
Gleichungssystem ist nun noch iterativ lösbar. Das FEM-Programm ist in der Lage,
verschiedene Materialverhalten zu berücksichtigen und wird daher zum einen für die
Gleichgewichtsbedingungen und von dem Hauptprogramm des FE-Codes und zum
anderen die Verknüpfung zwischen den Verschiebungen und Verzerrungen gehandhabt.
4.3  Diskretisierung des zweidimensionalen Schaufelmodells
Bei nicht linearen Problemstellungen erfordert das Lösen des Diffentialgleichungssystems
einen hohen rechnerischen Aufwand. Je feiner das Modell vernetzt ist, desto größer wird
auch der Rechenaufwand, d.h. die Rechenzeit. Aus diesem Grund wurde für die FE-
Berechnung in dieser Arbeit auf die Diskretisierung eines dreidimensionalen
Schaufelmodells verzichtet. Es wurde  ein zweidimensionales Modell verwendet, das dem
Querschnitt der im Experiment untersuchten Modellschaufel entspricht. Insgesamt besteht
das Netz aus 1250 Knoten und 1458 Elementen.
Für die Netzerstellung ist auch die Geometrie des Bauteils von Bedeutung. Belastungen
wie Randbedingungen sind relative Informationen, die nicht fehlen dürfen. Zuerst wird
das Temperaturfeld ermittelt, danach erst die Spannungen und Dehnungen auf Basis der
errechneten Temperaturverteilungen. Für die unterschiedlichen Rechnungen sind auch
unterschiedliche Elementtypen notwendig. Bei der Temperaturfeldberechnung wurde der
Elementtyp DC2D4 verwendet. Die ist ein isoparametrisches vier Knoten Element. Das
mit Hilfe dieser Elemente berechnete  Temperaturprofil kann direkt von den Elementen
zur Spannungsberechnung eingelesen werden.
Für die Spannungs- und Dehnungsanalyse kam der Elementtyp CGPE6 zum Einsatz.
Dieses Element gehört zur Klasse der „Generalized Plain Strain“ Elemente und
ermöglicht eine Analyse sowohl in Querschnittsebene als auch in der Längsebene.
Die ABAQUS Rechnungen wurden auf der AIX des Forschungszentrums Jülichs
durchgeführt. Für das Preprocessing wurde mit ABAQUS/Pre verwendet und für das
Postprocessing stand der ABAQUS Post zur Verfügung.
(55)0U)U(K =⋅
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4.4  Einbindung eines Werkstoffmodells in ABAQUS
Der Benutzer kann in dem FEM-Programm ABAQUS ein spezielles Unterprogramm
(Subroutine UMAT) erstellen, das ermöglicht, Werkstoffmodelle einzubinden. Die
Schnittstelle Stoffgesetzunterprogramm/Hauptprogramm ist klar definiert/beschrieben
[71].
Der Programmierer benötigt keine Kenntnis darüber, wie die an das Unterprogramm
übergebenen Daten erzeugt werden, noch wie die an das Hauptprogramm erzeugten
Daten verarbeitet werden. Das Hauptprogramm übergibt zu einem Zeitpunkt t die
Inkremente der totalen Dehnung ∆ε und der Zeit ∆t, sowie das Temperatur- und
Lastinkrement an das Unterprogramm, welches das strukturabhängige Modell enthält. Der
Wert ∆ε wird von ABAQUS aus der geschätzten Knotenverschiebung berechnet. Am
Anfang des Zeitschritts ist der Wert gleich 0. Für das in inkrementeller Form vorliegende
Werkstoffmodell wird nun die inkrementelle Spannungsänderung und die der
Zustandsgrößen zum Zeitpunkt t+∆t von dem Unterprogramm berechnet und an das
Hauptprogramm zurückgegeben. Die von dem Unterprogramm zurückgegebenen
Spannungen werden vom FE-Hauptprogramm auf Erfüllung der
Gleichgewichtsbedingung überprüft. Ist die berechnete Spannung nicht mit der
Gleichgewichtsbedingung übereinstimmend, wird eine Korrektur des inkrementellen
Spannungsfeldes vorgenommen. Dies bedeutet, ABAQUS liefert einen verbesserten
Schätzwert für die Knotenpunktverschiebung. Das Hauptprogramm ruft an jedem
Integrationspunkt der zu berechnenden Struktur das Unterprogramm auf. In dem
angewendeten Unterprogramm wird ein impliziertes Integrationsverfahren zur Lösung der
Modellgleichungen verwendet. Es wird darauf verzichtet, die genaue Vorgehensweise bei
der Implementierung des mikrostrukturabhängigen Modells in ABAQUS darzustellen. In
Abbildung 4.1 ist die Wechselwirkung des Unterprogramms UMAT mit dem FE-
Hauptprogramm dargestellt.
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Abbildung 4.1: Flußdiagramm der FE-Analyse in ABAQUS bei nicht linearem
Materialgesetz
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5  Ergebnisse der Implementierung und der FEM-
Berechnungen
5.1  Temperatur- und Spannungsberechnung
Bei der Durchführung der Temperaturberechnungen der 2D-Modellschaufel wurden die
Wärmeübergangskoeffizienten aus Tabelle Anhang A verwendet. Die elastischen
Konstanten und die Wärmeübergangskoeffizienten wurden der Literatur entnommen [72].
Alle Parameter bei den vier Temperaturen 800°C, 850°C, 900°C und 950°C wurden
anhand von Warmzugversuchen an <001>-orientierten Proben sowie Kriechversuchen an
<001>-Proben bestimmt [6]. Die Kühlkanäle der Modellschaufeln wurden als einfache
Rohrgeometrie angenommen. Die Wärmeübergangszahlen wurden anhand von
Kenntnissen von Rohrströmungen beschrieben [73]. Um eine genaue
Temperaturverteilung in der Wandoberfläche der Kühlkanäle zu bekommen, wurden
Temperaturberechnungen mit Hilfe von Finte-Elemente-Programmen am Institut für Gas-
und Dampfturbinen (IDG) der RWTH-Aachen durchgeführt. Diese ergaben jedoch keine
besseren, genaueren Ergebnisse für den Wärmeübergang. Die Kühlluftmenge wurde mit
den gemessenen Daten des Rotameters für alle drei Kühlkanäle berechnet. Die
Eintrittstemperatur der Kühlluft wurde im Mittel mit 21°C angegeben. Die
Wärmekapazität und Wärmeleitfähigkeit der Luft bei 21°C wurden aus der Literatur
entnommen [74]. So ergaben sich folgenden Wärmeübergangszahlen für die Kühlkanäle
nach Gleichung:
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Dabei ist G die Luftmenge und cp  die temperaturabhängige Wärmekapazität, λ  die
Wärmeleitfähigkeit und D der Durchmesser von der Wand.
Die von außen eingebrachte Wärme fließt über Wärmeleitung in das Innere der Schaufel.
Dabei ist die transportierte Wärmemenge abhängig von der Temperaturdifferenz
zwischen Außenhaut und Innenhaut. Der Kern ist mit Luft gekühlt. Die Kühlung kann in
ABAQUS mit der Option FILM simuliert werden, die die Wärmeübergangszahl zwischen
Schaufel und Kühlluft enthält.
Für die Temperaturfeldberechnungen wurde das 2 dim. Modellnetz verwendet. Die
Modellschaufel wurde einer Temperatur von 950°C über eine Zeit ausgesetzt und die
Meßwerte der Profilaußenseite linear interpoliert. Bei der Spannungsfeldberechnung
wurde das temperaturabhängige Spannungsdehnungsverhalten des Werkstoffs
vorgegeben. Zur Berechnung des rein elastischen Bereichs gilt das Hook‘sche Gesetz,
und das inelastische Werkstoffverhalten wurde mit konstitutiven Stoffgleichungen
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beschrieben. Dafür ist das mikrostrukturabhängige Modell wie in Kapitel 2.9 als UMAT
Routine in den Eingabedatensatz implementiert. Die Ergebnisse der vorangegangenen
Temperaturfeldberechnung wurden von ABAQUS als FIL File eingelesen und den
Modellknotenpunkten des Modellnetzes zugeordnet. Die unterschiedlichen
zeitabhängigen Temperaturen verursachen in der Schaufel eine sich zeitlich ändernde
Spannung. Dieser Thermospannung wird  eine konstante Zugspannung von 30KN
überlagert.

Um die Datenmenge so gering wie möglich zu halten, wurden die Spannungen nicht für
jeden Zeitpunkt, sondern nach definierten Zeitintervallen ausgelesen. Damit die
jeweiligen Spannungen und Dehnungen ausgegeben werden konnten, mußten die
Rechnungen für die Heiz- und die Haltephase mit sogenannten STEPs unterteilt werden.
In den Abbildungen 5.1- 5.3 sind die Temperaturverteilungen der Modellschaufeln zu den
verschiedenen Zeiten dargestellt. Bei den Temperaturverteilungen wird deutlich, daß die
Stege nicht wärmer als 800° C werden. Dies hat natürlich Auswirkungen auf die
Spannungsverteilungen, die in den Abbildungen 5.4 und 5.5 dargestellt sind.
Abbildung 5.1: Temperaturverteilung in der Modellschaufel nach 0 Sekunden
Heizphase (Beginn der Heizphase)
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Abbildung 5.2: Temperaturverteilung in der Modellschaufel während der
Heizphase
Abbildung 5.3: Temperaturverteilung in der Modellschaufel nach 6000 Sekunden
Heizphase (Ende der Haltezeit)
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Abbildung 5.4: Elastisch berechnete Spannungsverteilung in der Turbinenschaufel
nach 160s Heizzeit (Beginn der Haltezeit)
Abbildung 5.5: Elastisch berechnete Spannungsverteilung in der Turbinenschaufel
nach dem Abkühlen
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Während der Haltezeit stellt sich auf der Schaufelaußenseite eine homogene Temperatur
von etwa 900-950°C ein. In den beiden Schaufelstegen zwischen den Kühlkanälen treten
mit 750-800°C die kühlsten Temperaturen des gesamten Schaufelblattquerschnttes auf.
Die Modellschaufel steht in der Aufheizphase unter Zugspannungen. Die betragsmäßig
größten Werte sind in den Bereichen der kühleren Stege zu finden. In den heißen
Bereichen wirken nur geringe Zug- oder Druckspannungen. In der Abkühlphase kehrt
sich das Ganze um und die Zugspannungen wirken in den sehr gut gekühlten Bereichen.
Die Druckspannungen sind im Bereich der Abströmkante zu finden. Hierbei fällt
besonders auf, daß die höchsten Spannungen im hinteren Bereich der Abströmkante
auftreten.
5.2  Integration des mikrostrukturabhängigen Modells in ABAQUS
Das in  Kapitel 2.9 beschriebene Vorgehen zur Modellierung der anisotropen
inelastischen Verzerrung des Werkstoffs CMSX4, läßt sich in eine Routine zur
Berechnung des Verzerrungstensors ausgehend, von vorgegebener Spannung, Temperatur
und Zeit umsetzen.
Dabei fließen die dort beschriebenen temperaturabhängigen Größen, wie z.B S11,λ0, αW,
ein. Die erhaltenen Werte sind aber nur punktuelle Beschreibungen der hervorgerufenen
Verzerrung. Um zu untersuchen, wie diese sich auf die globale Deformation eines
Werkstücks auswirken, muss dieses Modell in ein umfassendes Modell, das die
gegenseitige Wechselwirkung zwischen den einzelnen Finiten Elementen beurteilt,
eingebunden werden.
Aus diesem Grunde wurde eine Einbindung in das FEM-Programm ABAQUS
vorgenommen. Als Ansatz dazu diente die Arbeit von Wolters u.a. [75], welcher eine
Unterroutine (UMAT) in ABAQUS dazu verwendete, um das Verformungsverhalten von
INC738LC zu untersuchen. Die Routine UMAT wird als eine von vielen Routinen zur
Einbindung eines eigenen Stoffgesetzes in den Rahmen eines standardisierten Verfahrens
zur Berechnung von Werkstoffverhalten in Kraftfeldern benutzt.
Die wichtigsten Parameter, die UMAT zur Berechnung erhält sind Spannung, Verzerrung,
Jakobi-Matrix, Temperatur und Zeit, sowie deren Inkremente. Die Jakobi-Matrix stellt
eine Beziehung zwischen inkrementellen Änderungen der Elemente des
Spannungstensors und inkrementellen Änderungen der Elemente des Verzerrungstensors
her. Sie repräsentiert auf diese Weise das Stoffgesetz zwischen den beiden Größen.
5 Ergebnisse der Implementierung und der FEM-Berechnungen
79
In ABAQUS wird über einen iterativen Prozeß versucht eine globale Verteilung der
einzelnen Finiten Elemente eines Werkstücks unter dem Einfluß von äußeren und inneren
Kräften zu finden, der ein energetisches Minimum darstellt.
Über das Stoffgesetz können Kräfte, resultierend aus Spannung (von außen) und
Verzerrung (durch den Widerstand benachbarter Teilchen) verteilt werden, so daß sich
ein global energetisch günstigerer Zustand einstellen läßt.
In einfachen Fällen, mit überschaubarem Zusammenhang zwischen den Größen ( z.B. die
elastische Dehnung, Hooke'sches Gesetz ) läßt sich relativ leicht eine analytische Form
des inkrementellen Stoffgesetzes finden. Betrachten wir dagegen das vollständige,
anisotrope Modell, läßt sich leicht einsehen, das es hierfür keine analytische Lösung
geben kann.
Um es aber in UMAT einbauen zu können, muß die Rückkopplung zwischen Spannung
und Verzerrung vereinfacht betrachtet werden. Dazu kommt die vorher erwähnte
elastische Dehnung zur Anwendung. Der inkrementelle Zusammenhang zwischen
Dehnung und Spannung wird nur noch durch das Hooke'sche Gesetz ausgedrückt ( Das
führt zwar zu einem kleinen Fehler in der Abschätzung der Gesamtdehung).
ABAQUS liefert uns den Spannungstensor ε. Dieser setzt sich aus den Anteilen εth, εin,
und eel zusammen, wie in Kapitel 2.9 beschrieben. Berechnet man nun nach εin  und mit
der normalen Wärmeausdehnungsformel εth, kann man diese Anteile von ε abziehen, so
daß nur noch der Teil eel übrig bleibt. Über die Steifigkeitsmatrix läßt sich nun das
'eigentliche' σ berechnen, das vorhanden sein müsste, und als neuer Wert in die Iteration
an ABAQUS zurückgegeben wird. ABAQUS paßt daraufhin die äußere (außerhalb von
UMAT) Verzerrung so an, daß  wieder ein günstigerer Zustand erreicht wird.
Der Einbau des mikrostrukturabhängigen Modells in das FEM-Programm ABAQUS
erfordert die Überführung des mehrachsigen Stoffgesetzes in eine inkrementelle Form.
Die Differentialgleichungen müßen hierzu numerisch über ein Zeitinkrement ∆t integriert
werden. Die Wahl eines geeigneten Integrationsverfahrens ist dabei für die Berechnung
sehr wichtig, zum einen auf den Einfluß der Genauigkeit und zum anderen auf die
Rechenzeit. Überführt man nun die Stoffgesetze in eine inkrementelle Form, so muß
außerdem für die Finite-Element-Programmierung die typische Anordnung der
Komponenten von Spannungstensor und Dehnungstensor zu Vektoren berücksichtig
werden.
Die unterschiedlichen Integrationsverfahren sollen nach folgenden Kriterien bewertet
werden: numerische Stabilität, Genauigkeit, Rechenzeitbedarf und Zuverlässigkeit der
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Implementierung. Dabei sind Stabilität und Genauigkeit von besonderer Wichtigkeit. Die
einfachste und sinnvollste Integrationsmethode ist die Explizit-Euler-Methode [76], die
auch bei diesem Modell Anwendung gefunden hat.
Die Grundgleichung der Form
y =f (y,t)
wird wie folgt approximiert
Der Vorteil dieser Methode gegenüber anderen Methoden ist, daß keine
Gleichgewichtsiteration durchgeführt werden. Ein Nachteil dieser Methode ist, daß sie
nur bis zu einem bestimmten kritischen Zeitinkrement stabil ist.
Der Elastizitätsmodul wird als Nährung für das Tangentenmodul genutzt. Die
Mehrachsigkeit kommt durch die Verwendung der Anisotropietensoren (A0, Aijkl, und σP)
zum Tragen.
5.3  Programmierung der UMAT

Da in ABAQUS nur f77-Code oder ein Objekt-file eingebunden werden kann, muß zur
Einbindung einer in FORTRAN 90 geschriebenen Routine erst eine Kompilierung zum
Objekt erfolgen. Der Ablaufplan ist in Abbildung 5.6 zu erkennen. Dabei wird eine
Unterroutine definiert, die exakt der Schnittstellendefinition der UMAT-Routine
entspricht. In dieser wird über Einbindung des Moduls k_UMAT_sub die Unterroutine
k_UMAT zugänglich gemacht. Alle anderen Unterroutinen und die Variablen dieses
Moduls sind als „private“ deklariert und somit für den Rest von ABAQUS nicht sichtbar.
Diese Vorgehensweise stellt sicher, das keine zufälligen Namesgleichheiten von
Variablen, Funktionen oder Unterprogrammen zu Seiteneffekten führen oder die
Einbindung des Objekt-Files erschweren. Diese Unterroutine UMAT dient also nur zur
Entgegennahme der Parameter aus ABAQUS. Sie ruft unmittelbar k_UMAT auf, deren
Schnittstelle ebenfalls genau der Definition von UMAT aus ABAQUS entspricht. Dieses
Unterprogramm kann nun auf beliebig benannte Funktionen und Variablen zugreifen,
weil sie in einem durch das Modul gekapselten Programmbereich arbeitet.
In k_UMAT wird nun das entwickelte anisotrope Modell des Dehnungsverhaltens von
CMSX4 umgesetzt. Für fast jede einzelne Teilgleichung des Modells gibt es eine
(57)
(58))t)t,Y
´´
(fyy tttt ∆⋅+( =∆+
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entsprechende FORTRAN 90 Funktion, die zu Berechnung einer bestimmten Eigenschaft
herangezogen wird.
σv Gleichung 37     aus Kapitel 2.9
λ Gleichung 39     aus Kapitel 2.9
β Gleichung 33     aus Kapitel 2.9
σijbsat Gleichung 36     aus Kapitel 2.9
σpij Gleichung 40     aus Kapitel 2.9
ai Gleichung 41     aus Kapitel 2.9
εel Gleichung 6       aus Kapitel 2.9
Tabelle 5.1: Funktionen nach Definition aus Kapitel 2.9
Eine weitere Erschwernis ist die Verwendung der Ingenieursschreibweise von Spannung
und Dehnung in ABAQUS einerseits und die Formulierung des Stoffgesetzes in
mathematischer Form andererseits. Innerhalb der k_UMAT_Routine wird hauptsächlich
mit den 3x3-Tensoren von Spannung und Dehnung gearbeitet. Beim Eintritt in k_UMAT
wird eine Konversion von Spannung und Dehnung vom 6-elementigen Vektor in die 3x3-
Matrix  vorgenommen. Die letzten Schritte der Berechnung in k_UMAT werden wieder
mit Größen im Vektorformat durchgeführt und danach an ABAQUS zurückgegeben. Zur
Konversion zwischen diesen Formaten werden zwei Funktionen con3x3to6 und
con6to3x3 benutzt.
Als Funktionen zur Durchführung der Tensormultiplikation eines Tensors vierter
Ordnung mit einem Tensor zweiter Ordnung, wurde die Funktion ten4ten2mult
entwickelt. Sie nimmt nur einige Parameter des Tensors vierter Ordnung, sowie die 3x3-
Matrix des Tensors zweiter Ordnung entgegen. Je nach Zusammenhang wird eine
unterschiedliche Anzahl von Parametern übergeben, die unterschiedliche Besetzung des
Tensors vierter Ordnung bewirken. Auf diese Weise kann die gleiche Funktion an allen
Stellen eingesetzt werden, an denen diese Rechnung benötigt wird. Weitere
Hilfsfunktionen berechnen den Deviator eines Tensors (Deviator), die
temperaturabhängigen Parameter (tempdepscalars) sowie das Elastizitätsmodul
(fun_jacobi) als Nährung des Tangentenmoduls des Stoffgesetzes. Außerdem steht
jeweils eine Funktion zum Holen (getstatev) und zum Abspeichern (putstatev) der
Zustandsvariablen in ABAQUS zur Verfügung. Diese Zustandsvariablen dienen zur
Zwischenspeicherung von Systemgrössen zwischen einzelnen Zeitschritten.
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Zum Ablauf im einzelnen:
Beim ersten Eintritt in k_UMAT für einen Punkt zum Zeitpunkt t0werden die Größen χi,
σb, δi, f (ai), temp900sum, time900 initialisiert.
Mit diesen Größen können in der Folge σv, β, λ, σbsat, σp, σi  , σeff, σveff, inv  ,  b  , und  in
berechnet werden. Da noch keine zeitliche Änderung aufgetreten ist, ist die Berechnung
der Eigenschaften hier abgeschlossen. An ABAQUS wird der Elastizitätstensor im
Ingenieurskoordinatenformat und der unveränderte Spannungstensor zurückgegeben.
Beim nächsten Eintritt in k_UMAT werden zunächst die Zustandsgrössen des vorherigen
Schrittes geholt, die zur Weiterberechnung benötigt werden, als da sind:
b

 , σb, σp,
in
 , εth, f (ai), δi, σveff, temp900sum , time900
Mit den bekannten Eingangsparametern und diesen Grössen werden in der Folge σv, β  , λ
und σbsat  berechnet. Für die Berechnung von inv


 verwenden wir σveff von t(t-1) als
Nährung, da wir hier einen zirkulären Bezug auflösen müssen. Das eine wird jeweils zur
Berechnung des anderen benötigt. Zur Berechnung von σb  wird dann erstmals die Euler-
Approximation einer Differentialgleichung verwendet:
σb  = b

 t0  * dt + b


 t0 (59)
Diese Größe fließt direkt in die Berechnung von b


 ein, die erst wieder beim nächsten
Zeitschritt benötigt wird.
Danach wird geprüft, ob die Temperatur über 900° C liegt. Obwohl sich ab 850°C γ'-
Flöße bilden, sind nur Parameter  zur Beschreibung ihrer Bildung ab 900°C angegeben.
Aus diesem Grund  werden nur Temperaturen über 900°C berücksichtigt. Da wir die
Lebensdauer der Schaufeln unter wechselnden Temperaturen betrachten, wäre es falsch,
die gerade gültige Temperatur und die Summe der Zeiten über 900°C für die Berechnung
der Floßbildung zu verwenden. Eine Annäherung ist die Bildung des Integrals der
Temperaturen über 900° C über die Zeit. Teilt man dieses durch die aufsummierten
Zeiten von Temperaturen über 900° erhält man den Durchschnittswert. Liegt die
Temperatur über 900°C, werden die Parameter χi, δi, und f (ai) neu berechnet. Diese
Größen fließen in weitere Berechnungen von σp  und dem Anisotropietensor des
Hill'schen Potentials ein. Danach werden σi  , σeff, σveff, und in   berechnet. Um dεin   zu
bestimmen, kann nun der Mittelwert von in  zum Zeitpunkt t und zum Zeitpunkt t-1
multipliziert mit dt genommen werden.
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dεin  = ( inε  (t)+ in  (t-1))* 0.5 * dt (60)
Geht man von einer stückweise monotonen und stetigen Funktion εin  (t) aus, ergibt sich
ein maximaler Fehler der einzelnen Komponenten inij
 d
 zu:
2* | inij d | <= errormax . (61)
Dies ist nur eine grobe Abschätzung, da eine genauere, durch Bildung der zweifachen
Ableitung von εin   nach t nicht hergeleitet werden kann. Aber sie reicht aus, große
Änderungen von dεin  zu erkennen und zu verwerfen. Der Wert für errormax muß durch
Probieren gefunden werden. Wenn die Iteration in ABAQUS nicht abgebrochen wird,
muß errormax und in der Folge das Zeitinkrement für die Iteration verkleinert werden.
Letzteres geschieht durch Setzen der Variablen pnewdt auf einen Wert kleiner 1. Mit dem
Wert für dεin  wird die neue inelastische Dehnung εin  ermittelt. Um die Anbindung von
UMAT (bzw. k_UMAT) an ABAQUS zu bewerkstelligen, betrachten wir die Spannung
als Funktion der Dehnung, weil in UMAT nur der Spannungstensor verändert werden
kann.
ABAQUS liefert einen Dehnungstensor. Dieser ist eine Nährung an die Reaktion des
Elements auf die angelegte Spannung. Um nun eigene Stoffgesetze einzubinden, ist es
erforderlich, die differentielle Form der Änderungen von σ nach den Änderungen von ε
zu bilden.
Dies stellt sich als ein Tensor vierter Ordnung dar, vereinfacht für die
Ingenieursdarstellung der Spannungs- und Dehnungstensoren zu einer 6x6 Matrix. In der
vorliegenden Form ist die Darstellung der Gleichungen in einem solchem Stoffgesetz
unmöglich. Aus diesem Grund wenden wir folgende bei Wolters [75] beschriebene
Vereinfachung an. Es wird nur noch der elastische Teil der Dehnung betrachtet und das
Tangentenmodul wird durch das Elastizitätsmodul ersetzt. Dazu wird von der Dehnung
(von ABAQUS) der thermische und der inelastische Anteil abgezogen. Dabei werden die
3x3 Matrizen wieder auf den 6-Vektor zurückgeführt. Ebenso wird von dem δ der
Dehnung dstran das δ der thermischen und der inelastischen Dehnung abgezogen. Aus
den Größen S11,S12,S14  für den Dehnungstensor wird durch Umkehrung der
Elastizitätstensor berechnet. Danach wird der Unterschied zum alten Tangentenmodul
bestimmt. Die Änderung der Spannung wird mit
 dσ= Cij  * dεel + d Cij  * εel (62)
genähert. Dieser Wert wird zum alten Wert addiert und an ABAQUS zurückgegeben.
Nach Speicherung der Zustandsgrößen für den nächsten Rechenschritt wird k_UMAT
verlassen.
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Berechnung der temperaturabhängigen Größen nach Tabelle A im
Anhang
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Abbildung 5.6: Flußdiagramm der UMAT Analyse
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5.4   Die in Fortan90 geschriebene SUBROUTINE
Die Subroutine wurde mit Fortan 90 geschrieben und ist im Anhang B zu finden. Weitere
Erklärungen zu der Programmierung sind in Kapitel 5.3 aufgeführt.
5.5  FEM-Rechnungen mit integrierter SOUBROUTINE
Die Verfizierung der UMAT-Routine wird mit den gleichen Parametern, wie für den
experimentellen Versuch durchgeführt. Obwohl nur wenige Experimente geglückt sind,
wird trotzdem versucht, eine Aussage über die Genauigkeit der FEM-Rechnungen zu
treffen. Die Schaufel wird 4000h in Achsrichtung mit einer Kraft vom 60KN auf Zug
belastet. Dabei werden auch die Thermospannungen, die sich aufgrund der inhomogenen
Temperaturverteilung einstellen, berücksichtigt. Neben den Hauptspannungen treten
dabei in Achsrichtung auch Spannungen in alle anderen Koordinatenrichungen auf. In
Abbildung 5.7 sind simulierte und experimentelle Kurven dargestellt.
Abbildung 5.7: Vergleich zwischen in ABAQUS simulierten und experimentell
gemessenen Daten bei 60KN Belastung und 950°C
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Die Simulation in ABAQUS mit dem mikrostrukturabhängigen Modell zeigt eine gute
Übereinstimmung mit den experimentell gemessenen Daten. Der primäre Bereich von
simulierter und experimenteller Kurve ist fast identisch. Beim sekundären Kriechbereich
liegt die simulierte Kurve unter der experimentellen Kurve. So stellt sich bei 3000h eine
bleibende Dehnung vom 0,9% bei der Simulation ein, während experimentell die
bleibende Dehnung für 3000h bei 1% liegt. Eine weitere Schaufel wurde für 160h im
Versuch getestet.
Abbildung 5.8: Vergleich zwischen in ABAQUS simulierten und experimentell
gemessenen Daten bei 27KN Belastung und 950°C
Auf Grund der geringen Zeit können keine qualitativen Aussagen getroffen werden,
jedoch wird deutlich, daß der primäre Bereich gut mit der Simulation erfaßt wird.
Um genauer Aussagen über das simulierte Kriechverhalten zu treffen, wurden aus der
Datenbank am IWV2 Kriechkurven aus älteren Zugversuchen genutzt und mit der
Simulation verglichen. Dabei wurden die simulierten Daten aus ABAQUS ausgelesen und
mit Hilfe von Excel mit den experimentellen verglichen. Der Vorteil gegenüber früheren
Programmen besteht darin, daß die ausgelesenen simulierten Daten in dem FEM-
Programm ABAQUS an der Schaufel ermittelt wurden.
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Abbildung 5.9: Vergleich zwischen in ABAQUS simulierten und experimentell
gemessenen Daten bei 80KN Belastung
Bei den hohen Temperaturen kann das in ABAQUS eingebunden Modell den primären
und sekundären Temperaturbereich für die Turbinenschaufel sehr gut wiedergeben. Je
höher die Belastungen werden um so genauer werden die Berechnungen für die
Kriechdehnung. Die mit inelastischen Werkstoffverhalten berechneten Spannungen, sind
in Abbildung 5.10 dargestellt.
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Abbildung 5.10: Mit inelastischem Werkstoffverhalten  berechnete Spannungs-
verteilung in der Turbinenschaufel nach 300s Heizzeit
Die aufgebrachte Last von 80KN entspricht einer mittleren Zugspannung von 159MPa.
Die Spannungen zu Beginn des Versuches, können als elastische Spannungen angesehen
werden. Während des gesamten Versuches treten in den Stegen die höchsten
Zugspannungen von ungefähr 550MPa auf. Die Stege sind auf Grund der niedrigen
Temperatur die tragenden Teile des Schaufelprofils. Die Spannungen auf der
Schaufelaußenseite sind zu Beginn des Versuchs sehr niedrig, wegen der hohen
thermischen Ausdehnung in diesem Bereich. Im Bereich der Abströmkante liegen die
Spannungen im Bereich der von 220MPa. Die Spannungsdifferenzen zwischen
Schaufelaußenseite und den Stegen betragen ungefähr 230MPa. Im Vergleich zu nur
elastisch gerechneten Versuchen, liegen die Spannungen beim inelastisch gerechneten
Modell um 50MPa höher, sowohl an den Außenflächen, sowie an den Stegen. Dies
belegt, daß auch in bezug auf die Spannungen, die Veränderung der Mikrostruktur, bei
der Formulierung von konstitutiven Gleichungen von Wichtigkeit ist.
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6  Zusammenfassung
Große <001>-orientierte einkristalline  Turbinenschaufeln aus CMSX4 sind kritische
Komponenten einer Gasturbine, weil sie extrem hohen Beanspruchungen unterliegen.
Darüber hinaus ist ihre Herstellung sehr komplex und extrem schwierig. Jedoch weisen
sie gegenüber anderen Superlegierungen wie z.B. IN738 eine um 100°C höhere
Einsatztemperatur bei gleicher Zeitstandfestigkeit auf. Die starke Anisotropie bezüglich
ihrer mechanischen Eigenschaften, wird durch die Kristallorientierung in Bezug auf die
Spannungsverteilung bestimmt. Während der Betriebszeit ändert sich die Mikrostruktur
und muß bei der Ermittlung des inelastischen Verhaltens und somit bei der Auslegung
berücksichtigt werden. Infolgedessen erfordert die Abschätzung der Lebensdauer des
Bauteiles mehrachsig formulierte Stoffgleichungen.
Die vorliegende Arbeit soll zur Vorhersage des Verformungsverhalten von großen
einkristallinen Turbinenschaufeln beitragen. Aus der Diskussion der verschiedenen
Ansätze zur Beschreibung des anisotopen nicht linearen Werkstoffverhaltens, wurde das
mikrostrukturabhängige Modell ausgewählt, da es auch bei niedrigen Spannungen das
Hochtemperaturkriechen beschreiben kann. Zur Analyse des Kriechverhaltens der aus
CMSX-4 gefertigten Schaufeln wurde das Werkstoffmodell, das die viskoplastische
Dehnrate mit dem Spannungszustand und dem Verzerrungszustand verknüpft, entwickelt.
Das Modell soll außerdem die ortsabhängigen Gefügemerkmale mit berücksichtigen. Bei
kriechbeanspruchten <001>-orientierten Turbinenschaufeln wachsen die γ‘-Teilchen bei
einer Temperatur größer 850°C schneller im Dendriten zusammen als im
Restschmelzgebiet Die Floßbildung ist nicht gleichmäßig in technischen
Einkristallwerkstücken verteilt. Dies wird durch die Gitterfehlpasssung
metallphysikalisch bestätigt. Deshalb wird davon ausgegangen, daß das Rafting einen
Einfluß auf die Anisotropie der Werkstoffeigenschaften hat. Weiterhin wird eine
Übersicht, der in der Literatur diskutierten Einflüsse der Floßbildung auf die
Kriecheigenschaften vermerkt.
Das elastische Verhalten einkristalliner  Superlegierungen kann gut durch das anisotrope
Hook’sche Gesetz wiedergegeben werden. Da es eine starke Anisotropie bezüglich der
inelastischen Eigenschaften gibt, müssen zur Beschreibung anisotrope, viskoplastische
Stoffgesetze eingesetzt werden.
Die Verifizierung der aufgestellten Werkstoffgleichungen erfolgt mit mehrachsigen
Versuchen an Modellschaufeln aus CMSX-4. Die Modellschaufeln wurden unter
betriebsähnlichen Bedingungen getestet, d.h. es wurden Kriechversuche an der
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Modellschaufel durchgeführt. Dabei zeigte sich, daß der größte Teil der Modellschaufeln
schon nach kurzer Belastungszeit Risse zeigte. Aus diesem Grund standen für die
Nachrechnung der gemessenen Ergebnisse nur wenige experimentellen Daten zur
Verfügung. Allerdings zeigten die getesteten Modellschaufeln bei hohen Temperaturen
und Spannungen eine hohe Beständigkeit gegenüber Kriechen, da auch nach mehr als
3600h keine ausgeprägte Floßbildung zu finden war.
Aufgabe war es, für die Durchführung von Berechnungen des inelastischen Verhaltens
mit der Finite-Elemente-Methode die Stoffgleichungen über eine UMAT Subroutine in
das Finite-Elemente-Programm ABAQUS einzubinden. Das Modell berücksichtigt das
Zusammenwachsen der Flöße oberhalb einer Temperatur von 850°C. Ausgehend von den
mikrostrukturellen Untersuchungen wird ein viskoplastisches Potential in Abhängigkeit
von der Floßgeometrie gebildet. Dieses Potential ähnelt dem Hill’schen Potential, dessen
Anisotropiekoeffizienten mit den Kantenlängen der gebildeten γ‘-Flöße verändert wird.
Infolgedessen ändern sich mit ablaufender Floßbildung die inelastischen Eigenschaften
kontinuierlich. Für die numerische Umsetzung der Differentialgleichungen des
Stoffgesetzes wurde die Explizit-Euler-Methode verwendet. Es wurde in Fortan 90 ein
Unterprogramm erstellt, daß die konstitutiven Stoffgleichung enthält und es ermöglicht
die Anisotropie, sowie die Eigenschaften der Floßbildung mit zu berücksichtigen.
Der Vergleich von Rechnung und Experiment verdeutlicht, daß das in ABAQUS
eingesetzte Stoffgesetz in der Lage ist, die bleibende Dehnung bis zum Erreichen des
tertiären Bereiches wiederzugeben. Neben den Gründen für die Unterschiede im
Kriechverhalten, die möglicherweise in den Stoffparametern der konstitutiven
Gleichungen liegen, ist es auch möglich, daß das Ausgangsgefüge mit seiner nicht
optimal eingestellten γ‘-Morphologie deutlich von der gewünschten Morphologie eines
homogenen Ausgangsgefüges abweicht.
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8  Anhang
Anhang A
In Tabelle A sind alle Paramter, die für die Modellierung benutzt worden sind, aufgeführt
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Anhang B
Fortran 90 Routine für das Finite Elemente Programm ABAQUS 6.1.
_____________________________________________________________
!!
!!  To define in ABAQUS    :  DEPVAR= 63  (see subroutine
putstatev for info)
!!                            PROPS= 4   a0 , as , max_error,
pnewdt
!!                            a0 = lenght of y'-cubes at
beginning
!!                            as = critical lenght
!!                            max_error for integration of
epsilon_in
!!                            pnewdt   suggestion for a new
factor for time increment ( < 1.0 )
module k_umat_sub
  implicit none
  public  :: k_umat, realprec
  private ::  numvals, temp_range, tempinterval, diffinteger,
&
       & alphaW_001_range,  s11_range,  s12_range, s44_range,
k_lc_001_range, n0_range,alpha_range,&
       &  k_uc_001_range,  N_range,  sigmaY_range,
lambda0_range, p_range, m_range, v_range, &
       & tau_f_range, eta_range, alphaW_T, s11_T, s12_T,
s44_T, k_lc_T, n0_T, alpha_T, k_uc_T, N_T,&
       & sigma_Y_T, lambda0_T, p_T, m_T, v_T, unity3x3, &
       & pi,tempdepscalars, putstatev, getstatev,
ten4ten2mult, deviator, &
       & fun_beta, fun_aux, fun_sigma_bsat, fun_sigma_v,
fun_lambda, fun_sigma_p, fun_eta, fun_tau, &
       & fun_fa_i, fun_eps_el, fun_jacobi, con3x3to6,
con6to3x3
  integer, parameter :: realprec=selected_real_kind(12,200)
  integer, parameter :: numvals = 4
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
temp_range = (/ 800, 850, 900, 950 /)
  !! requires equidistant spacing between temperatures and
corresponding values
  !! here 50 K
  real(kind=realprec) , parameter :: tempinterval = 50
  !! diffinteger =    temp_range(1) / tempinterval -1  ( 800 /
50 -1 = 15)
  integer , parameter :: diffinteger = 15
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  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
alphaW_001_range =(/ 13.71E-6, 13.86E-6, 14.00E-6, 14.14E-6 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
s11_range = (/ 10.58E-6, 10.88E-6, 11.2E-6, 11.59E-6 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
s12_range = (/ -3.99E-6, -4.12E-6, -4.27E-6, -4.44E-6 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
s44_range = (/ 9.48E-6, 9.66E-6, 9.88E-6, 10.1E-6 /)
  ! k_lc_001 == k<001>   lc lowercase
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
k_lc_001_range = (/ 3.89E-25, 8.02E-25, 1.05E-24, 1.39E-24 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
n0_range = (/ 6.28, 6.42, 6.61, 6.86/)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
alpha_range = (/ 7.7E-3, 9.9E-3, 1.15E-2, 1.24E-2 /)
  ! k_uc_001 == K<001>   uc uppercase
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
k_uc_001_range = (/ 2.48E-24, 5.49E-24, 7.46E-24, 1.01E-23 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
N_range = (/ 7.92, 8.72, 8.97, 9.34 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
sigmaY_range= (/ 1098, 1194, 1034, 996 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
lambda0_range = (/ 100.0, 240.0, 320.0, 490.0 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
p_range = (/ 2.06, 1.8, 0.8, 0.55 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
m_range = (/ 0.335, 0.241, 0.305, 0.622  /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
v_range= (/ 0.62, 0.1, 1.45, 53.0 /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
tau_f_range = (/ 1E200_realprec, 1E200_realprec,&
       700.0_realprec, 350.0_realprec /)
  real(kind=realprec) , dimension(numvals), parameter ::
eta_range = (/ 0.0, 0.0, 0.95, 1.45 /)
  real(kind=realprec) :: alphaW_T, s11_T, s12_T, s44_T,
k_lc_T, n0_T, alpha_T, k_uc_T, N_T, sigma_Y_T, &
       lambda0_T, p_T, m_T, v_T
  real(kind=realprec) , parameter :: pi = 3.141592
  real(kind=realprec), dimension(3,3), parameter :: unity3x3 =
reshape( (/1.0, 0.0, 0.0, 0.0, 1.0, 0.0, 0.0, 0.0, 1.0/),
(/3,3/))
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contains
  subroutine
k_umat(stress,statev,ddsdde,sse,spd,scd,rpl,ddsddt, &
       drplde, drpldt, stran, dstran, time, dtime, temp,
dtemp, predef, dpred, &
       cmname, ndi, nshr, ntens, nstatv, props, nprops,
coords, drot, pnewdt, &
       celent, dfgrd0, dfgrd1, noel, npt, layer, kspt, kstep,
kinc)
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(inout)::
ddsdde
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(inout):: stress,
statev
    real(kind=realprec), intent(inout) :: sse, spd, scd
    real(kind=realprec), intent(in) :: rpl, drpldt
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: ddsddt,
drplde
    real(kind=realprec), intent(inout) :: pnewdt
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: stran,
dstran, time, predef, dpred
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: props,
coords
    real(kind=realprec), intent(in) :: dtime, temp, dtemp,
celent
    integer, intent(in) :: ndi, nshr, ntens, nstatv, nprops,
noel, npt
    integer, intent(in) :: layer, kspt, kstep, kinc
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in) :: drot,
dfgrd0, dfgrd1
    character(len=*), intent(in) :: cmname
    !! definition of local variables
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: stran_local,
stress_local
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: sigma_b,
sigma_bsat, sigma_i, sigma_b_dot, sigma_p
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: sigma_eff,
dev_sigma_eff,  eps_in_dot
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: eps_in, eps_in_t0,
eps_th_t0, eps_th, deps_th
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: sigma_b_dot_t0,
sigma_b_t0, sigma_p_t0
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    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: eps_in_dot_t0,
deps_in
    real(kind=realprec), dimension(6,6) :: ddsdde_d
    real(kind=realprec), dimension(6) :: deps_el, eps_el,
dstress
    real(kind=realprec), dimension(3) :: delta_i, fa_i, chi_i
    real(kind=realprec) :: beta, sigma_v, aux_param, lambda
    real(kind=realprec) :: eps_in_v_dot, sigma_v_eff ,
sigma_v_eff_t0
    real(kind=realprec) :: time900, temp900sum, dtime900,
dtemp900sum, medtemp900
    real(kind=realprec) :: eta_T900,  tau_T900
    real(kind=realprec) :: test1
    real(kind=realprec), parameter  :: temp_y_form = 900.0
    stran_local = con6to3x3( stran, .false.)
    stress_local = con6to3x3( stress, .true.)
    ! calculate Temperature dependent scalars
    call tempdepscalars( temp)
    if( time(2) == 0.0) then
       !! INITIALISATION
       chi_i = 1.0
       sigma_b= 0.0
       delta_i= 1.0
       fa_i = 1.0
       temp900sum = 0.0
       time900 = 0.0
       sigma_v = fun_sigma_v(stress_local, sigma_Y_T, (1.0 +
m_T)/2.0 )
       beta = fun_beta(sigma_v , sigma_Y_T, p_T)
       lambda = fun_lambda( lambda0_T, beta)
       !! auxiliary Parameter
       aux_param = fun_aux( sigma_v, k_lc_T, k_uc_T, n0_T,
N_T, alpha_T )
       sigma_bsat = fun_sigma_bsat( stress_local, beta, N_T,
aux_param )
       sigma_p = fun_sigma_p( stress_local, sigma_bsat, N_T,
fa_i, aux_param )
       !! Gl. 52   sigma_b=0  =>
       sigma_i = sigma_p
       !! Gl. 51
       sigma_eff = stress_local - sigma_i
       !! form the deviator
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       dev_sigma_eff = deviator(sigma_eff)
       !! Gl. 50
       sigma_v_eff = sqrt( 1.5 * sum( ten4ten2mult(
dev_sigma_eff, (1.0 + m_T)/2.0) * dev_sigma_eff))
       !! Gl. 58
       eps_in_v_dot = k_uc_T * exp( N_T * log(sigma_v_eff))
       write(unit=*, fmt="(a,3(es12.3e4))") "t0: eps_in_v_dot,
sigma_v_eff_t0:",eps_in_v_dot,  sigma_v_eff
       !! Gl. 54
       sigma_b_dot = lambda * eps_in_v_dot * ten4ten2mult(
sigma_bsat - sigma_b , v_T/2.0)
       !! Gl. 49
       eps_in_dot = 1.5 * k_uc_T * exp( (N_T - 1.0) *
log(sigma_v_eff)) * ten4ten2mult( dev_sigma_eff, (1.0 +
m_t)/2.0, delta_i)
       !! Gl. 46    d_T=0 and d_t=0  =>  eps_in = 0  eps_th =0
       !! return to sender: stress
       stress = stress
       ddsdde = fun_jacobi( S11_T, S12_T, S44_T )
    else
       call getstatev( statev, sigma_b_dot_t0, sigma_b_t0,
sigma_p_t0, eps_in_dot_t0,&
            eps_in_t0, eps_th_t0, fa_i, delta_i,
sigma_v_eff_t0, temp900sum, time900 )
       sigma_v = fun_sigma_v(stress_local, sigma_Y_T, (1.0 +
m_T)/2.0 )
       beta = fun_beta(sigma_v , sigma_Y_T, p_T)
       lambda = fun_lambda( lambda0_T, beta)
       aux_param = fun_aux( sigma_v, k_lc_T, k_uc_T, n0_T,
N_T, alpha_T )
       sigma_bsat = fun_sigma_bsat( stress_local, beta, N_T,
aux_param )
       !! approximation of eps_in_v_dot with sigma_v_eff of t0
       eps_in_v_dot = k_uc_T * exp( N_T * log(sigma_v_eff_t0))
       write(unit=*, fmt="(a,3(es12.3e4))") "eps_in_v_dot,
sigma_v_eff_t0:",eps_in_v_dot ,  sigma_v_eff_t0
       !! approx of sigma_b with sigma_b_dot and sigma_b t0
       sigma_b = sigma_b_dot_t0 * dtime + sigma_b_dot_t0
       !! Gl. 54  sigma_b_dot at t1
       sigma_b_dot = lambda * eps_in_v_dot * ten4ten2mult(
sigma_bsat - sigma_b , v_T/2.0)
       !! now we check the temperature, if it's higher than
850 then we observe formation of y'-plates
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       !! but we only have parameters eta and tau for temp
>900
       !! approx: Summation of Temp >900  over time.
       if( dtemp > 1.0 .and. ( temp > temp_y_form  .or. (temp
- dtemp) > temp_y_form )) then
          if( temp > temp_y_form .and. (temp - dtemp) >
temp_y_form) then
             dtime900 =  dtime
             dtemp900sum =  (temp + temp - dtemp) * dtime900
*0.5
          else if (temp > temp_y_form) then
             if( dtemp > 1.0 ) then
                dtime900 = (temp - temp_y_form) * dtime /
dtemp
             else
                dtime900 =  dtime
             end if
             dtemp900sum =  (temp + temp_y_form) * dtime900 *
0.5
          else
             if( dtemp < (-1.0) ) then
                dtime900 = ( temp_y_form - temp + dtemp) *
dtime / dtemp
             else
                dtime900 =  dtime
             end if
             dtemp900sum =  (temp - dtemp + temp_y_form) *
dtime900 * 0.5
          end if
          temp900sum = temp900sum + dtemp900sum
          time900 = time900 + dtime900
          !! time of temp >900 changed , we need to
recalculate delta, chi, fa_i
          !! for calculation of chi_i and delta_i we use the
medium temp > 900
          medtemp900 = temp900sum / time900
          eta_T900 = fun_eta( medtemp900)
          tau_T900 = fun_tau( medtemp900)
chi_i = (/1.0,1.0,1.0/) - (eta_T900 *( 1.0 - exp( -1.0 *
time900/ tau_T900)) / sigma_v) * matmul( sigma_p_t0,
(/1,1,1/))
         delta_i= chi_i * exp( 0.3333333 *log(1.0/
(chi_i(1)*chi_i(2)*chi_i(3))))
         fa_i = fun_fa_i( delta_i, props(1), props(2))
       end if
       sigma_p = fun_sigma_p( stran_local, sigma_bsat, N_T,
fa_i, aux_param )
       sigma_i = sigma_b + sigma_p
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       !! Gl. 51
       sigma_eff = stran_local - sigma_i
       !! form the deviator
       dev_sigma_eff = deviator(sigma_eff)
       !! Gl. 50
       test1 = 1.5 * sum( ten4ten2mult( dev_sigma_eff, (1.0 +
m_T)/2.0) * dev_sigma_eff)
       if( test1 < 0.0 ) then
 print*, "sqrt(sigmav_eff) < 0  =", test1
       sigma_v_eff = sqrt( -1.0 * test1 )
else
       sigma_v_eff = sqrt(test1 )
end if
       !! Gl. 49
       eps_in_dot = 1.5 * k_uc_T * exp((N_T - 1.0) *
log(sigma_v_eff)) * ten4ten2mult( dev_sigma_eff, (1.0 +
m_t)/2.0, delta_i)
       deps_in = (eps_in_dot + eps_in_dot_t0)* 0.5 / dtime
       !! if one or more elements in deps_in appear too big
then we have to restart the iteration with a smaller time
increment
       if( maxval(deps_in) * 2.0 > props(3) .or. abs(
minval(deps_in))* 2.0 > props(3)) then
          pnewdt = props(4)
          print*, "maxval, minval depsin: ",maxval(deps_in),
minval(deps_in), eps_in_dot
          return
       end if
       !! none of the elements in e_in was considered too big,
CONTINUE
       eps_in = eps_in_t0 + deps_in
       !! use stran from Abaqus as vector(6), but get a 3x3
matrice
       !!   eps_el = fun_eps_el( stran,  S11_T, S12_T, S44_T)
       !!   eps_el_t0 = reshape( statev(123:131), (/3,3/))
       !!   deps_el = eps_el - eps_el_t0
       deps_th = alphaW_T * unity3x3 * dtemp
       eps_th = eps_th_t0 + deps_th
       !! caution: here we start using vector(6)
       eps_el = stran - con3x3to6( eps_th - eps_in , .false.)
       deps_el = dstran - con3x3to6( deps_th - deps_in ,
.false.)
       ddsdde_d = ddsdde
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       ddsdde = fun_jacobi( S11_T, S12_T, S44_T )
       ddsdde_d = ddsdde - ddsdde_d
       dstress = matmul( ddsdde, deps_el) + matmul( ddsdde_d ,
eps_el)
       stress = stress + dstress
   end if
    call putstatev( statev, sigma_b_dot, sigma_b, sigma_p,
eps_in_dot,&
& eps_in, eps_th, fa_i, delta_i, sigma_v_eff, temp900sum,
time900  )
  end subroutine k_umat
  subroutine getstatev( statev, sigma_b_dot_t0, sigma_b_t0,
sigma_p_t0, eps_in_dot_t0,&
       eps_in_t0, eps_th_t0, fa_i, delta_i, sigma_v_eff_t0,
temp900sum, time900 )
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in):: statev
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(inout)::
sigma_b_dot_t0, sigma_b_t0, sigma_p_t0
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(inout)::
eps_in_dot_t0, eps_in_t0, eps_th_t0
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(inout) ::  fa_i,
delta_i
    real(kind=realprec), intent(inout) ::   sigma_v_eff_t0,
temp900sum,  time900
    sigma_b_dot_t0 = reshape( statev( 1:9), (/3,3/))
    sigma_b_t0 = reshape( statev( 10:18), (/3,3/))
    sigma_p_t0 = reshape( statev(19:27), (/3,3/))
    eps_in_dot_t0 = reshape( statev(28:36), (/3,3/))
    eps_in_t0 = reshape( statev(37:45), (/3,3/))
    eps_th_t0 = reshape( statev(46:54), (/3,3/))
    fa_i = statev(55:57)
    delta_i = statev(58:60)
    sigma_v_eff_t0 = statev(61)
    temp900sum = statev(62)
    time900 = statev(63)
  end subroutine getstatev
  subroutine putstatev( statev, sigma_b_dot, sigma_b, sigma_p,
eps_in_dot,&
       eps_in, eps_th, fa_i, delta_i, sigma_v_eff, temp900sum,
time900  )
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(inout):: statev
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in)::
sigma_b_dot, sigma_b, sigma_p
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in)::
eps_in_dot, eps_in, eps_th
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    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) ::  fa_i,
delta_i
    real(kind=realprec), intent(in) ::   sigma_v_eff,
temp900sum,  time900
    statev( 1:9)   = reshape( sigma_b_dot, (/9/))
    statev( 10:18) = reshape( sigma_b, (/9/))
    statev(19:27)  = reshape( sigma_p, (/9/))
    statev(28:36)  = reshape( eps_in_dot, (/9/))
    statev(37:45)  = reshape( eps_in , (/9/))
    statev(46:54)  = reshape( eps_th , (/9/))
    statev(55:57) =  fa_i
    statev(58:60) =  delta_i
    statev(61) =  sigma_v_eff
    statev(62) =  temp900sum
    statev(63) =  time900
  end subroutine putstatev
  function fun_sigma_v( stress,  sigYT, a2211 ) result( sigv)
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in) :: stress
    real(kind=realprec), intent(in) :: sigYT, a2211
    real(kind=realprec) :: sigv
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: devstress
    !! Gl. 56
    devstress = deviator( stress)
    sigv = sqrt(1.5 * sum( ten4ten2mult(devstress, a2211) *
devstress))
    if( sigv >= sigYT) then
       sigv = sigYT
    end if
  end function fun_sigma_v
  function fun_lambda( lam0, bet) result (lam)
    real(kind=realprec), intent(in) :: lam0, bet
    real(kind=realprec) :: lam
    !! Gl. 59
    if( abs(bet - 0.5 * pi) < 1E-2 ) then
       lam = 0.0
    else
       lam = lam0 / (tan( bet)) ** 2.0
    end if
  end function fun_lambda
  function fun_beta( sigv, sigY, p) result (bet)
    real(kind=realprec), intent(in) :: sigv, sigY, p
    real(kind=realprec) :: bet
    !! Gl. 53
    bet= 0.5 * pi * exp( p * log( sigv / sigY))
  end function fun_beta
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  function fun_aux( sigv, klcT, kucT, n0T, NT, alphaT) result
(pp)
    real(kind=realprec), intent(in) ::  sigv, klcT, kucT, n0T,
NT,alphaT
    real(kind=realprec) :: pp
    pp = klcT* exp((n0T-NT)*log(sigv))*exp(alphaT*sigv)/kucT
  end function fun_aux
  function fun_sigma_bsat( stress, bet, NT, pp ) result(
sbsat)
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in) :: stress
    real(kind=realprec), intent(in) ::  bet, NT, pp
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: sbsat
    !! Gl. 55
    sbsat= sin( bet) * sin( bet)* ( 1.0 -
(exp((1.0/NT)*log(pp)) )) * stress
  end function fun_sigma_bsat
  function fun_sigma_p( stress, sigbs, NT, fa_i, pp ) result(
sp)
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in) :: stress,
sigbs
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: fa_i
    real(kind=realprec), intent(in) ::  NT, pp
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: sp
    !! Gl. 60
    sp = (1.0 - exp((1.0/NT) * log(pp))) * stress - sigbs
  end function fun_sigma_p
  function fun_eta( medte ) result (eta)
    real(kind=realprec), intent(in) :: medte
    real(kind=realprec) :: eta
    integer ::  i2
    i2 = int( (medte) / tempinterval) - diffinteger
    if(i2 <1) then
       eta = eta_range(1)
    else if ( i2 >= numvals ) then
       eta = eta_range(numvals)
    else
       eta = (eta_range( i2 +1) - eta_range( i2)) /
tempinterval * ( medte - temp_range(i2)) + eta_range( i2)
    end if
  end function fun_eta
  function fun_tau( medte) result (tau)
    real(kind=realprec), intent(in) :: medte
    real(kind=realprec) :: tau
    integer ::  i2
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    i2 = int( (medte) / tempinterval) - diffinteger
    if(i2 <1) then
       tau = tau_f_range(1)
    else if ( i2 >= numvals ) then
       tau = tau_f_range(numvals)
    else
       tau = (tau_f_range( i2 +1) - tau_f_range( i2)) /
tempinterval * ( medte - temp_range(i2)) + tau_f_range( i2)
    end if
  end function fun_tau
  function fun_fa_i( deltai , a0, as ) result( fai)
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: deltai
    real(kind=realprec), intent(in) :: a0,as
    real(kind=realprec), dimension(size(deltai,1)) :: fai
    integer :: i
    !! Gl. 63
    do i=1,ubound(deltai,1)
       if( a0 * deltai(i) <= as) then
          fai(i) = 1/deltai(i)
       else
          fai(i) = a0*a0*deltai(i)/as*as
       end if
    end do
  end function fun_fa_i
  function fun_eps_el( stran, s11, s12, s44) result( depsth)
    !! here we use the stran as the vector(6) coming from
Abaqus
    !! Gl. 10
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: stran
    real(kind=realprec), intent(in) :: s11, s12, s44
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: depsth
    real(kind=realprec), dimension(6) :: inter
    inter(1) = s11 * stran(1) + s12 * stran(2) + s12 *
stran(3)
    inter(2) = s12 * stran(1) + s11 * stran(2) + s12 *
stran(3)
    inter(3) = s12 * stran(1) + s12 * stran(2) + s11 *
stran(3)
    inter(4) = s44 * stran(4)
    inter(5) = s44 * stran(5)
    inter(6) = s44 * stran(6)
    depsth = con6to3x3( inter, .false.)
  end function fun_eps_el
  function fun_jacobi( s11, s12, s44) result( jak)
    !! isotropic definition of Hooke's law
    real(kind=realprec), intent(in) :: s11, s12, s44
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    real(kind=realprec), dimension(6,6) :: jak
    real(kind=realprec) :: c11, c12, c44, denom
    integer:: i
     jak =0.0
    denom = (s11 + 2* s12) * (s11 - s12)
    c11 = (s11 + s12)/ denom
    c12 = -s12 / denom
    c44 = 1.0/s44
    jak(1:3,1:3) = c12
    do i=1,3
       jak(i,i) = c11
       jak(i+3,i+3) = c44
    end do
  end function fun_jacobi
  !!  auxiliary functions
  function con6to3x3( vec6 , sigma_true  ) result( mat3x3 )
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: vec6
    logical, intent(in)  :: sigma_true
    real(kind=realprec), dimension(3,3) :: mat3x3
    real(kind=realprec) :: factor
    integer :: i
    mat3x3 = 0.0
    do i=1,3
       mat3x3(i,i) = vec6(i)
    end do
    if ( sigma_true ) then
       factor = 1.0
    else
       factor = 0.5
    end if
    mat3x3(1,2) = vec6(4) * factor
    mat3x3(2,1) = vec6(4) * factor
    mat3x3(1,3) = vec6(5) * factor
    mat3x3(3,1) = vec6(5) * factor
    mat3x3(3,2) = vec6(6) * factor
    mat3x3(2,3) = vec6(6) * factor
  end function con6to3x3
  function con3x3to6( mat3x3 , sigma_true ) result( vec6 )
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in) :: mat3x3
    logical, intent(in)  :: sigma_true
    real(kind=realprec), dimension(6) :: vec6
    integer :: i
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    vec6 = 0.0
    do i=1,3
       vec6(i) = mat3x3(i,i)
    end do
    if ( sigma_true ) then
       vec6(4) = mat3x3(1,2)
       vec6(5) = mat3x3(1,3)
       vec6(6) = mat3x3(2,3)
    else
       vec6(4) = mat3x3(1,2) + mat3x3(2,1)
       vec6(5) = mat3x3(1,3) + mat3x3(3,1)
       vec6(6) = mat3x3(2,3) + mat3x3(3,2)
    end if
  end function con3x3to6
  function deviator( tensor ) result( dev)
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in) :: tensor
    real(kind=realprec) :: trace
    real(kind=realprec),
dimension(size(tensor,1),size(tensor,1)) :: dev
    integer :: i
    trace=0.0
    do i=1,ubound(tensor,1)
       trace = trace + tensor(i,i)
    end do
    trace = trace/3.0
 !   dev = tensor - trace * unity3x3
   dev = tensor - trace
 end function deviator
  function ten4ten2mult( tensor2, a2211, delta_i, a2233,
a3322) result( ten2result)
    !! function calculates the inner product of a tensor of
degree 4 and a tensor of degree 2
    !! adapted to the needs of umat.  tensor deg 4 is defined
by input parameters, tensor deg 2
    !! is input
    real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in) :: tensor2
    real(kind=realprec), dimension(:), intent(in), optional ::
delta_i
    real(kind=realprec), intent(in), optional :: a2211, a2233,
a3322
    real(kind=realprec),
dimension(size(tensor2,2),size(tensor2,1)) :: ten2result
    real(kind=realprec), dimension(9,9) :: A_V
    A_V = reshape((/
0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,&
8 Anhang
113
0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.
0,0.0,0.0,1.0,1.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,&
0.0,0.0,0.0,1.0,1.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,1.0,1.
0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,1.0,1.0,&
0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.0,1.0,1.0,0.0,0.0,0.0,0.0,0.
0,0.0,0.0,0.0,0.0,1.0,1.0 /), (/9,9/) )
    !! preparation of tensor4
    if( present(a2211)) then
       A_V= A_V * a2211
    end if
    if( present(delta_i) ) then
       A_V(1,1) = (delta_i(3)**2.0 + delta_i(2)**2.0)/3.0
       A_V(2,2) = (delta_i(3)**2.0 + delta_i(1)**2.0)/3.0
       A_V(3,3) = (delta_i(1)**2.0 + delta_i(2)**2.0)/3.0
       A_V(2,1) = (delta_i(3)**2.0) / (-3.0)
       A_V(1,2) = (delta_i(3)**2.0) / (-3.0)
       A_V(3,1) = (delta_i(2)**2.0) / (-3.0)
       A_V(1,3) = (delta_i(2)**2.0)/ (-3.0)
       A_V(3,2) = (delta_i(1)**2.0)/ (-3.0)
       A_V(2,3) = (delta_i(1)**2.0)/ (-3.0)
    else
       A_V(1,1) = 2.0/3.0
       A_V(2,2) = 2.0/3.0
       A_V(3,3) = 2.0/3.0
       A_V(2,1) = (-1.0)/3.0
       A_V(1,2) = -1.0/3.0
       A_V(3,1) = -1.0/3.0
       A_V(1,3) = -1.0/3.0
       A_V(3,2) = -1.0/3.0
       A_V(2,3) = -1.0/3.0
    end if
    if( present(a2233)) then
       A_V(6,6) = a2233
       A_V(7,7) = a2233
       A_V(6,7) = a2233
       A_V(7,6) = a2233
    end if
    if( present(a3322)) then
       A_V(8,8) = a3322
       A_V(9,9) = a3322
       A_V(8,9) = a3322
       A_V(9,8) = a3322
    end if
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    !! doing the multiplication, neglecting terms yielding 0
    ten2result = 0.0
    ten2result(1,1) = sum( A_V(1:3,1:3) * tensor2)
    ten2result(2,2) = sum( A_V(4:6,4:6) * tensor2)
    ten2result(3,3) = sum( A_V(7:9,7:9) * tensor2)
    ten2result(3,2) = A_V(7,6) * tensor2(1,3)
    ten2result(2,3) = A_V(6,7) * tensor2(3,1)
  end function ten4ten2mult
  subroutine tempdepscalars( temp)
    real(kind=realprec), intent(in) :: temp
    real(kind=realprec) :: temp2
    integer ::  i2
    temp2 = temp
    i2 = int( temp2 / tempinterval) - diffinteger
    if( i2 < 1) then
       alphaW_T = alphaW_001_range(1)
       s11_T = s11_range(1)
       s12_T = s12_range(1)
       s44_T = s44_range(1)
       k_lc_T = k_lc_001_range(1)
       n0_T = n0_range(1)
       alpha_T = alpha_range(1)
       k_uc_T = k_uc_001_range(1)
       N_T = N_range(1)
       sigma_Y_T = sigmaY_range(1)
       lambda0_T = lambda0_range(1)
       p_T = p_range(1)
       m_T = m_range(1)
       v_T = v_range(1)
    else if( i2 >= numvals) then
       alphaW_T = alphaW_001_range(numvals)
       s11_T = s11_range(numvals)
       s12_T = s12_range(numvals)
       s44_T = s44_range(numvals)
       k_lc_T = k_lc_001_range(numvals)
       n0_T = n0_range(numvals)
       alpha_T = alpha_range(numvals)
       k_uc_T = k_uc_001_range(numvals)
       N_T = N_range(numvals)
       sigma_Y_T = sigmaY_range(numvals)
       lambda0_T = lambda0_range(numvals)
       p_T = p_range(numvals)
       m_T = m_range(numvals)
       v_T = v_range(numvals)
    else
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alphaW_T= (alphaW_001_range( i2 +1) - alphaW_001_range( i2)) /
tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) + alphaW_001_range(
i2)
       s11_T =  (s11_range( i2 +1) - s11_range( i2)) /
tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) + s11_range( i2)
       s12_T =  (s12_range( i2 +1) - s12_range( i2)) /
tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) + s12_range( i2)
       s44_T =  (s44_range( i2 +1) - s44_range( i2)) /
tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) + s44_range( i2)
       k_lc_T = (k_lc_001_range( i2 +1) - k_lc_001_range( i2))
/ tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) + k_lc_001_range(
i2)
       n0_T = (n0_range( i2 +1) - n0_range( i2)) /
tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) + n0_range( i2)
       alpha_T = (alpha_range( i2 +1) - alpha_range( i2)) /
tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) + alpha_range( i2)
       k_uc_T = (k_uc_001_range( i2 +1) - k_uc_001_range( i2))
/ tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) + k_uc_001_range(
i2)
       N_T = (N_range( i2 +1) - N_range( i2)) / tempinterval *
( temp2 - temp_range(i2)) + N_range( i2)
       sigma_Y_T = (sigmaY_range( i2 +1) - sigmaY_range( i2))
/ tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) + sigmaY_range( i2)
       lambda0_T = (lambda0_range( i2 +1) - lambda0_range(
i2)) / tempinterval * ( temp2 - temp_range(i2)) +
lambda0_range( i2)
       p_T = (p_range( i2 +1) - p_range( i2)) / tempinterval *
( temp2 - temp_range(i2)) + p_range( i2)
       m_T = (m_range( i2 +1) - m_range( i2)) / tempinterval *
( temp2 - temp_range(i2)) + m_range( i2)
       v_T = (v_range( i2 +1) - v_range( i2)) / tempinterval *
( temp2 - temp_range(i2)) + v_range( i2)
    end if
  end subroutine tempdepscalars
end module k_umat_sub
subroutine umat(stress,statev,ddsdde,sse,spd,scd,rpl,ddsddt, &
 drplde, drpldt, stran, dstran, time, dtime, temp, dtemp,
predef, dpred, &
  cmname, ndi, nshr, ntens, nstatv, props, nprops, coords,
drot, pnewdt, &
  celent, dfgrd0, dfgrd1, noel, npt, layer, kspt, kstep, kinc)
use k_umat_sub
  ! variables that should be updated
real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(inout):: ddsdde
real(kind=realprec), dimension(:), intent(inout):: stress,
statev
real(kind=realprec), intent(inout) :: sse, spd, scd
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 ! variables in a fully coupled thermo-displacement analysis
real(kind=realprec), intent(in) :: rpl, drpldt
real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: ddsddt,
drplde
  ! variables that can be updated
real(kind=realprec), intent(inout) :: pnewdt
  ! other variables giving information on the state of
calculation
real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: stran,
dstran, time, predef, dpred
real(kind=realprec), dimension(:), intent(in) :: props, coords
real(kind=realprec), intent(in) :: dtime, temp, dtemp, celent
integer, intent(in) :: ndi, nshr, ntens, nstatv, nprops, noel,
npt
integer, intent(in) :: layer, kspt, kstep, kinc
real(kind=realprec), dimension(:,:), intent(in) :: drot,
dfgrd0, dfgrd1
character(len=*), intent(in) :: cmname
call k_umat(stress,statev,ddsdde,sse,spd,scd,rpl,ddsddt, &
  drplde, drpldt, stran, dstran, time, dtime, temp, dtemp,
predef, dpred, &
  cmname, ndi, nshr, ntens, nstatv, props, nprops, coords,
drot, pnewdt, &
  celent, dfgrd0, dfgrd1, noel, npt, layer, kspt, kstep, kinc)
return
end subroutine umat
!!$
!!$program testumat
!!$use k_umat_sub
!!$implicit none
!!$
!!$real(kind=realprec), dimension(6,6):: ddsdde =0.0_realprec
!!$real(kind=realprec), dimension(6):: stress =0.0
!!$real(kind=realprec), dimension(63):: statev=0.0_realprec
!!$real(kind=realprec) :: sse=0.0, spd=0.0, scd=0.0
!!$
!!$real(kind=realprec) :: rpl, drpldt
!!$real(kind=realprec), dimension(6) :: ddsddt, drplde
!!$
!!$real(kind=realprec) :: pnewdt
!!$
!!$real(kind=realprec), dimension(6) :: stran, dstran, predef,
dpred
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!!$real(kind=realprec), dimension(4) :: props
!!$real(kind=realprec), dimension(2) :: time, coords
!!$
!!$real(kind=realprec) :: dtime, temp, dtemp, celent
!!$
!!$integer :: ndi, nshr, ntens, nstatv, nprops, noel, npt
!!$integer :: layer, kspt, kstep, kinc
!!$
!!$real(kind=realprec), dimension(3,3) :: drot, dfgrd0, dfgrd1
!!$
!!$character(len=8) :: cmname
!!$real(kind=realprec) :: zufall
!!$
!!$integer:: index
!!$
!!$call random_seed()
!!$
!!$
!!$
!!$time(2)= 0.0
!!$stress = 0.0
!!$stress(3)= -300.0
!!$stran = matmul(reshape((/11.0E-6, -4.1E-6, -4.1E-6,
0.0,0.0,0.0, -4.1E-6,11.0E-6, -4.1E-6, 0.0,0.0,0.0,&
!!$ -4.1E-6, -4.1E-6,11.0E-6, 0.0,0.0,0.0, 0.0,0.0,0.0, 9.74E-
6, 0.0,0.0,0.0, 0.0,0.0,0.0, 9.74E-6, 0.0,&
!!$    0.0,0.0,0.0, 0.0,0.0, 9.74E-6/), (/6,6/)), stress)
!!$
!!$temp = 900.0
!!$props(1) = 40
!!$props(2) = 45
!!$dtemp = 0.0
!!$dtime = 0.0
!!$props(3) = 1000.0
!!$props(4) = 0.9
!!$statev = 0.0
!!$
!!$
!!$do index=1,200
!!$write (unit=*,fmt="(i4, 12(es11.2e3))") int(time(2)),
stress, stran
!!$
!!$call  k_umat(stress,statev,ddsdde,sse,spd,scd,rpl,ddsddt, &
!!$  drplde, drpldt, stran, dstran, time, dtime, temp, dtemp,
predef, dpred, &
!!$  cmname, ndi, nshr, ntens, nstatv, props, nprops, coords,
drot, pnewdt, &
!!$  celent, dfgrd0, dfgrd1, noel, npt, layer, kspt, kstep,
kinc)
!!$
!!$
!!$!!call random_number(zufall)
8 Anhang
118
!!$!!dtime = zufall * 20.0
!!$dtime=1.0
!!$time(2) = time(2) + dtime
!!$
!!$!!call random_number(zufall)
!!$!!dtemp= (zufall -0.35) * 50.0
!!$dtemp=0.0
!!$temp= temp + dtemp
!!$!write (unit=*,fmt="(13(f13.4))") time(2), stress, stran
!!$end do
!!$end program testumat
_____________________________________________________________
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Anhang C
aγ, aγ’: Gitterkonstanten der γ- bzw γ’-Phase [m]
δ: γ/γ’-Gitterfehlpassung (misfit) [-]
ρ: Grenzflächenversetzungsdichte [m-1]
t: Zeit [h]
T: Temperatur [°C]
Mt: Drehmoment [kg m2 s-2]
(c): kristallographischer Raum
(m): Maschinen-Raum
{e1,e2,e3}={<100>,<010>,<001>}: Vektorenbasis in Bezug auf den Kristall
Ac: Darstellung des Tensors A bezüglich des kristallographischen Koordinatensystems
Am: Darstellung des Tensors A bezüglich des Maschinen-Koordinatensystems
X
•
: Ableitung der Größe X nach der Zeit t
Pij: Transformationsmatrize von (m) nach (c)
δij: Kronecker Symbol
<hkl>:  Miller’sche Indizes [-]
εij: Gesamtdehnungstensor [-]
eεij: elastischer Dehnungstensor [-]
εthij thermischer Dehnungstensor [-]
inεij: inelastischer Dehnungstensor [-]
σij: Causchy’scher Spannungstensor [MPa]
σ*ij: Deviator des Spannungstensors [MPa]
σeffij: effektiver Spannungstensor [MPa]
σiij: innerer Spannungstensor [MPa]
σbij: Wechselwirkung Versetzungen/Versetzungen [MPa]
σγ’ij: Wechselwirkung Versetzungen/γ’-Teilchen [MPa]
Cij, Cijkl: Steifigkeitstensor [MPa]
Sij, Sijkl: Nachgiebigkeitstensor [MPa-1]
E<hkl>: Elastizitätsmodul in der Orientierung <hkl> [MPa]
G<hkl>: Schubmodul in der Orientierung <hkl> [MPa]
αw: Wärmeausdehnungskoeffizient [K-1]
Φ: inelastisches Potential
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AHijkl: orthotroper Hill’scher Anisotropie Tensor
A0ijkl: kubischer Hill’scher Anisotropie Tensor
Aijkl: mikrostrukturabhängiger Anisotropie Tensor
mijs: Orientierungstensor des Gleitsystems s [-]
σv: Vergleichsspannung nach Hill [MPa]
τs: Schmid’sche Schubspannung bezüglich des Gleitsystems s [MPa]
γs: vom Gleitsystem s hervorgerufene Gleitung [-]
Ii: isotrope Spannungsinvariante
Ji: kubische Spannungsinvariante
Hi: kubische Invariante für einen Vektor und einen Tensor zweier Stufe
m: Anisotropie-Faktor im kubischen Hill’schen Potential [-]
k<hkl>: Norton’scher Vorfaktor der Orientierung <hkl> [MPa-n h-1]
n: Norton’scher Exponent [-]
n0: Norton’scher Exponent bei nuller Spannung [-]
α: Werkstoffparameter zur Beschreibung der Empfindlichkeit des
Norton’schen Exponenten mit der angelegten Spannung [MPa-1]
a: mittlere Kantenlänge der würfelförmigen γ’-Teilchen [m]
a0: Ausgangsgröße der γ’-Teilchen [m]
as: kritische Kantenlänge eines γ’-Teilchens [m]
Vpkt: Wachstumsrate eines γ’-Teilchens nach Ostwald-Reifung [m3  h-1]
δi: Streckungsgrad eines Floßes in der Richtung ei [-]
K<001> viskoplastischer Vorfaktor [MPa-N h-1]
N: viskoplastischer Exponent [-]
β: Verhältnis Teilchenaushärtung / Mischkristall-Aushärtung [rad]
p: Werkstoffparameter für β [-]
σy: Streckgrenze in der <001>-Orientierung [MPa]
Vijkl: Verfestigungstensor [-]
λ0: Werkstoffparameter zur Beschreibung der <001>-Verfestigungsrate [-]
v: Werkstoffparameter zur Beschreibung der <111>-Verfestigungsrate [-]
τf: Werkstoffparameter zur Beschreibung der Floßkinetik [h]
η: Werkstoffparameter zur Beschreibung der Floßgeometrie [m]
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